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Die Konstruktion von Maschinen und Geräten sowie die zugehörigen Methoden und
Werkzeuge sind seit den frühen 1950er Jahren ein profilbildender Schwerpunkt an der
Technischen Universität Ilmenau und ihren Vorgängerinstitutionen. Es war daher ein
nahe liegender Schritt, dass die drei konstruktiv orientierten Fachgebiete der Fakul-
tät für Maschinenbau – Maschinenelemente, Feinwerktechnik/Precision Engineering,
Konstruktionstechnik – im Mai 2008 das Institut für Maschinen- und Gerätekon-
struktion (IMGK) neu gegründet haben. Das IMGK steht in der Tradition einer
Kette ähnlicher Vorgängerinstitute, deren wechselnde Zusammensetzung hauptsäch-
lich durch sich über der Zeit ändernde Universitätsstrukturen bedingt war.
Zweck des Institutes ist es, die Kompetenzen und Ressourcen der beteiligten Fachge-
biete zu bündeln, um Forschung und Lehre zu verbessern und erzielte wissenschaft-
liche Ergebnisse gemeinsam in die Fachöffentlichkeit zu tragen. Ein wesentliches In-
strument hierzu ist die Schriftenreihe des Instituts für Maschinen- und Gerätekon-
struktion. Sie führt eine erfolgreiche Schriftenreihe des im Jahr 1991 gegründeten
unmittelbaren Vorgängerinstitutes IMK (Institut für Maschinenelemente und Kon-
struktion) fort.
In der Schriftenreihe erscheinen in erster Linie die am Institut entstandenen Disserta-
tionen, daneben werden aber auch andere Forschungsberichte, die in den thematischen
Rahmen passen und von allgemeinem Interesse sind, in die Schriftenreihe aufgenom-
men.
Der vorliegende Band 34 ist als Dissertation am Fachgebiet für Maschinenelemente
unter der wissenschaftlichen Betreuung von Professor Ulf Kletzin entstanden. Die
Herausgeber wünschen sich reges Interesse an der Schriftenreihe und würden sich
freuen, wenn sie zum fruchtbaren Dialog in Wissenschaft und Praxis beitragen würde.
Ilmenau, im Januar 2019
Univ.-Prof. Dr.-Ing. Ulf Kletzin (Maschinenelemente)
Univ.-Prof. Dr.-Ing. René Theska (Feinwerktechnik)
Univ.-Prof. Dr.-Ing. Christian Weber (Konstruktionstechnik)
vi
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Ziel der vorliegenden Arbeit ist es, die Wirkzusammenhänge des Schadensmechanis-
mus „Torsionsschwingbruch durch Kontaktermüdung“ zu untersuchen und Möglich-
keiten zur Quantifizierung des Schadensmechanismus aufzuzeigen. Zu diesem Zweck
werden Federvarianten mit unterschiedlichen Anlageverhalten gefertigt, charakteri-
siert und geprüft.
Mit den bisher etablierten Methoden kann das Anlageverhalten nicht lokal und zu-
gleich bei einer definierten Federkraft bewertet werden, was für die Fertigung von
Versuchsfedern mit gezielt variierenden Anlageverhalten erforderlich ist. Vor diesem
Hintergrund wird die Lichtspaltmethode entwickelt. Die Lichtspaltmethode eignet
sich im Gegensatz zu numerischen Verfahren auch zur fertigungsnahen Beurteilung
des Anlageverhaltens. Zusätzlich ermöglicht die Lichtspaltmethode einen höherwer-
tigen FE-Abgleich im Endwindungsbereich, als ein Abgleich über die Federrate oder
mittels druckempfindlichen Papiers.
Aufgrund der Schwingfestigkeitsergebnisse wird eine Untergliederung des Schadens-
mechanismus hinsichtlich HCF-Kontaktermüdung mit Bruchausgang im oberflächen-
nahen Bereich und VHCF-Kontaktermüdung mit Bruchausgang unterhalb der Ober-
fläche vorgenommen. Begleitender Untersuchungen an Federn und Drähten zeigen,
dass begünstigende Ursachen für Endwindungsbrüche mit der Ausprägung HCF-
Kontaktermüdung sich auf eine fertigungs- bzw. verschleißbedingte Primärschädi-
gung zurückführen lassen. Endwindungsbrüche im Bereich erhöhter Schwingspielzah-
len mit einem Bruchausgang unterhalb der Oberfläche weisen auf eine Primärschädi-
gung durch Kontaktermüdungsrissbildung hin.
Auf Grundlage der Schwingfestigkeitsversuche an Schraubendruckfedern und nume-
rischen Berechnungen wird eine Vorgehensweise zur Auslegung der Endwindungs-
geometrie bei erhöhter Schwingspielzahl erarbeitet. Die Grobauslegung der End-
windungsgeometrie erfolgt über die Analyse des Kontaktwinkels in Abhängigkeit
der Torsionsbeanspruchung. Die örtliche Bewertung erfolgt auf Basis der Finiten
Elemente Methode und geeigneter Schadensparameter. Die numerische Nachrech-
nung der Schwingversuche zeigt, dass die lokale Kontaktdruckschwingweite als auch
der Schadensparameter nach Dang Van geeignete Kenngrößen zur Beschreibung der
VHCF-Kontaktermüdung darstellen. Durch diese Arbeit lassen sich Endwindungs-
brüche durch Kontaktermüdung im VHCF-Bereich lokal bewerten.
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Abstract
The target of this paper is to examine the cause-effect relationships of the damage
mechanism „torsion fatigue failure through contact fatigue“ and to point out options
for quantification of the damage mechanism. For this purpose, spring variants with
different end coil contact behaviours are produced, characterised and tested.
The methods established to date cannot assess the end coil contact behaviour locally
and at the same time at a defined spring force, which is required for the production
of test springs with specifically varying end coil contact behaviour. The light-gap
method is developed based on this requirement. The light-gap method, in contrast
to the numerical procedures, is also suitable for production-related assessment of the
end coil contact behaviour. Additionally, the light-gap method permits higher-quality
FE reconciliation in the end coil area than reconciliation via the spring rate or by
pressure-sensitive paper.
Based on the fatigue tests results, the damage mechanism is broken down into high
cycle contact fatigue with the fracture starting in the area close to the surface and
very high cycle contact fatigue with the fracture starting below the surface. Suppor-
ting examinations on springs and wires indicate that causes contributing to end coil
failures in high cycle contact fatigue are due to production- or wear-related primary
damage. End coil failures in the area of very high cycles with a fracture starting below
the surface indicate primary damage from contact fatigue crack formation.
A procedure for design of the end coil geometry at very high cycles is developed based
on spring fatigue tests and numeric calculations. The general design of the end coil
geometry takes place via analysis of the contact angle depending on the torsion stress.
The local evaluation is performed based on the finite element method and suitable
damage parameters. The numeric recalculation of the fatigue tests shows that the
local contact pressure range as well as the damage parameter according to Dang Van
are suitable parameters to describe very high cycle contact fatigue. This work permits
local evaluation of end coil breaks from contact fatigue in the very high cycle area.
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aDV Konstante nach dem Konzept von Dang Van -
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aw Windungsabstand mm
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-
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Formfaktor für einen halbelliptischen Oberflächenriss
einer Welle unter Zug
-
FZW
Formfaktor für einen halbelliptischen Oberflächenriss






Hkrit kritischer Hub mm
Hsoll Soll-Hub mm
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Bei Maschinenelementen wie Federn, Schrauben, Wälzlagern oder Zahnrädern han-
delt es sich um Bauelemente, die eine spezielle Funktion erfüllen. Die Aufgabe von
Federn liegt in der reversiblen Energiespeicherung. Durch die Funktionsfokussierung
werden Federn nicht nur in der Automobilindustrie, im Maschinen- und Anlagenbau,
in der Luft- und Raumfahrtbranche, sondern auch in der Komsumgüterindustrie ein-
gesetzt. Die vielfältigen Einsatzmöglichkeiten von Federn und der klar abgegrenzte
Funktionsumfang ermöglichen eine Massenfertigung zu geringen Stückkosten. Gleich-
zeitig werden Schraubendruckfedern zum Beispiel in Form von Achs-, Ventilfedern
oder im Bereich der Benzindirekteinspritzsysteme hohen Belastungen ausgesetzt, wo-
bei ein Federversagen in der Regel zu einer Systembeeinträchtigung oder gar zum
Versagen des Produktes führt. Vor diesem Hintergrund ist es wichtig, die ertrag-
bare Beanspruchbarkeit und die im Betrieb vorherrschende Beanspruchung korrekt
zu ermitteln und somit eine zuverlässige Federauslegung hinsichtlich der möglichen
Versagensmechanismen gewährleisten zu können.
Schwingend beanspruchte Schraubendruckfedern versagen vornehmlich im mittleren,
im federnden Windekörper. Bei der Federbelastung wird der Draht tordiert, wodurch
sich aufgrund der Drahtkrümmung an der Drahtinnenseite eine lokal begrenzte Span-
nunngsüberhöhung einstellt. Die Kerbwirkung an der Federinnenseite führt zum Ver-
sagen durch Torsionsschwingbruch. In der Literatur finden sich zahlreiche Veröffent-
lichungen und Vorschläge zur Bewertung, s. z.B. [127].
Neben Brüchen im mittleren Windungsbereich kommt es teilweise zu Brüchen am Fe-
deranfang oder zu Brüchen am Federende, zu sogenannten Endwindungsbrüchen. In
den Forschungsvorhaben und Publikationen der letzten Jahre waren Endwindungs-
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brüche häufig Nebenergebnisse, nicht aber zentraler Bestandteil der Untersuchungen.
Eine gezielte Untersuchung von Endwindungsbrüchen an Schraubendruckfedern ist
nicht bekannt.
Ziel der vorliegenden Arbeit ist es, die Wirkzusammenhänge des Schadensmechanis-
mus „Torsionsschwingbruch durch Kontaktermüdung“ zu untersuchen, Maßnahmen
zur Reduktion des Endwindungsbruchrisikos abzuleiten und wenn möglich eine Me-
thode zur Quantifizierung des Schadensmechanismus aufzuzeigen.
Zu diesem Zweck werden zunächst die in der Literatur beschriebenen Versagensur-
sachen im Endwindungsbereich und die dokumentierten Wirkzusammenhänge her-
ausgearbeitet. Des Weiteren wird geprüft inwiefern über eine spannungsmechanische
Betrachtung der Hertz’schen Gleichungen wesentliche Haupteinflussfaktoren ermit-
telt werden können. Die Vorabuntersuchung dient dazu, die signifikanten Parameter
zu identifizieren und anschließend zielgerichtet experimentell zu verifizieren. Andere
Kenngrößen, die nicht unabhängig von dem untersuchten Zielparameter sind, z.B.
weil diese durch den instationären Massivumformungsprozess während der Federher-
stellung oder geometrisch miteinander verbunden sind, werden dokumentiert. Für die
grundlegende Charakterisierung einzelner Wirkzusammenhänge sind Untersuchungen
an Drahtproben vorgesehen. Zusätzlich wird geprüft, inwiefern weitere Einflussfakto-
ren numerisch untersucht werden können. Anhand dieser Information wird die kon-
krete Vorgehensweise zur Untersuchung des Schadensmechanismus abgeleitet. Der
Aufbau der Arbeit wird in Kapitel 3 vorgestellt.
Kapitel 2
Grundlagen und Stand der Technik
2.1 Federgeometrie
Eine Schraubenlinie kann mittels des Parameters e durch




beschrieben werden [12]. Hierbei beschreibt c den Abstand eines Punktes von der
Schraubenlinie mit der Drehachse (z-Achse) und o beschreibt die Ganghöhe. Die
Ganghöhe kennzeichnet den Abstand zweier Punkte nach e = 2π. Über die Schrau-
benlinie lässt sich die Flächenschwerpunktslinie des gewundenen Drahtes bzw. die
Federspur einer Schraubendruckfeder mathematisch beschreiben, wobei die Variable
c dem halben mittleren Federdurchmesser D/2 entspricht. Als Schraubenröhreno-
berfläche wird die Hüllkurve bezeichnet, die durch die Bewegung einer Kugel ent-
lang der Schraubenlinie ensteht [42]. Zur selben Hüllkurve gelangt man, wenn ein
Kreis mit gleichem Radius tangential zur Schraubenlinie verschoben wird, s. [85].
Die nicht angeschliffene Drahtoberfläche kann über eine Schraubenröhrenfläche aus-
gedrückt werden, wobei der Kugeldurchmesser dem Drahtdurchmesser d entspricht.
In Abbildung 2.1 a) ist die Federspur und die dazugehörige Drahtoberfläche veran-
schaulicht. Wichtige technische Größen von einer zylindrischen Schraubendruckfeder
sind in Abbildung 2.1 b) zusammengefasst. Die zur Beschreibung des Endwindungs-
bereichs verwendete Nomenklatur ist in Abbildung 2.2 aufgeführt.
Mit L0 wird die Nennlänge der unbelasteten Feder, mit s der Federweg, mit F die
Federkraft, mit aw der Windungsabstand, mit Di der innere und mit Da der äußere
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a)
b)
Abbildung 2.1: a) Drahtoberfläche mit dazugehöriger Federspur, b) technische Maße
einer zylindrischen Schraubendruckfeder
Federdurchmesser bezeichnet. Eine Differenzierung zwischen den Federseiten erfolgt
durch die Orientierung des abgeschnittenen Drahtendes, welche durch den Winde-
prozess begründet ist. Die Seite des Windekörpers, die zuerst die Windemaschine
verlässt, wird als Federanfang bezeichnet. Beim Federanfang weist der Winkel in
Federumfangsrichtung an der Federinnenseite einen größeren Wert auf als an der
Federinnenseite, beim Federende ist dies umgekehrt der Fall.
Abbildung 2.2: Festgelegte Nomenklatur und Abkürzungen im Endwindungsbereich
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Da es sich bei Federn um nachgiebige Bauteile mit stark gekrümmten Oberflächen
handelt, wird besondere Aufmerksamkeit auf die Geometrievermessung und Geometrie-
rückführung gelegt. Erste Untersuchungen zur Erfassung der Federgeometrie sind von
Pletta und Maher [120] im Jahre 1940 durchgeführt worden. Um die durch den Ein-
satz taktiler Messmittel hervorgerufenen Ungenauigkeiten möglichst gering zu hal-
ten, fanden die Geometriemessungen an verhältnismäßig steifen und großen Federn
statt. Von Schorcht et al. [136] ist ein optischer Bildverarbeitungsmessplatz zur Fe-
dervermessung entwickelt worden. Mit einer CCD-Linienkamera wird die Höhe des
Drahtes über der Aufstandsfläche bestimmt und mit einer CCD-Matrixkamera der
Federdurchmesser durch Drehung der Feder um die Rotationsachse ermittelt. Die
Schrittweite beträgt 10◦. Die Messgenauigkeit wird mit ±0,05 mm angegeben [47]. In
den Untersuchungen von Dreyer [41] wird ein Laser-Triangulations-Sensor zur Geo-
metriebestimmung von Ventilfedern verwendet. Durch Rotation der Feder wird die
Federaußenseite erfasst und die Federspur abgeleitet. Die Messung erfolgt in Schrit-
ten von 18◦. Unter Annahme einer konstanten Höhenänderung wird die erste und
letzte Windung extrapoliert. In den zurückliegenden Jahren sind käuflich erwerbbare
Messsysteme, z.B. von imess GmbH oder Microstudio S.R.L., entwickelt worden.
2.2 Federfertigung
Der prinzipielle Ablauf der Federfertigung ist in Abbildung 2.3 a) dargestellt. Ent-
sprechend den Federanforderungen variieren die einzelnen Fertigungsschritte. Aus-
gangspunkt für die Federfertigung ist die Auswahl eines geeigneten Halbzeugs. Wer-
den Federn vorwiegend statisch belastet dann bieten sich patentiert gezogene Dräh-
te nach DIN EN 10270-1 [29] an, dynamisch hoch belasteten Federn werden vor-
wiegend aus ölschlussvergüteten Ventilfederdrähten nach DIN EN 10270-2 [30] her-
gestellt und für den Einsatz in korrosiver Umgebung werden nichtrostende Drähte
nach DIN EN 10270-3 [31] oder verzinkt gezogene Drähte verwendet. Halbzeuge klei-
ner bis mittlerer Durchmesser werden kaltgeformt, ab einem Drahtdurchmesser von
d ≈ 16 mm werden Sie einer Warmformgebung unterzogen [105]. Abbildung 2.3 b)
zeigt den Windeprozess einer Schraubendruckfeder. Durch die unterschiedlichen Frei-
heitsgrade an der Windemaschine, z.B. die Einstellung des Steigungskeils, der Win-
destifte, des Schneidemessers oder des Steigungsfingers, ergeben sich eine Vielzahl an
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a) b)
Abbildung 2.3: a) Fertigungsablauf in Anlehnung an [96], b) schematische Darstellung
des Windeprozesses einer Schraubendruckfeder [105]
unterschiedlichen Einstellmöglichkeiten, welche sich wiederum auf das Windeergebnis
auswirken [79]. Da bisher nur 5-7 der 18 Einstellmöglichkeiten elektronisch ansteuer-
bar sind, unterliegt das Einstellen der Windemaschine einem iterativen Prozess [135].
Ausführliche Analysen zu den Einstellparametern und die Auswirkung auf die Fe-
dereigenschaften sind von Geinitz in [47] dokumentiert. Eine Spannungsmechanische
Beschreibung des Windungsvorgangs ist von Kobelev in [81] dargelegt. Untersuchun-
gen zur Entstehung von Windeeigenspannungen und deren Einfluss auf die Schwing-
festigkeit von Fahrzeugfedern sind von Bauschke [7] durchgeführt worden.
Um die durch den Windeprozess induzierten ungünstigen Eigenspannungen zu re-
duzieren, wird die Feder einem nachgelagerten Wärmebehandlungsschritt unterzo-
gen. Richtwerte für die Wärmebehandlungstemperaturen unterschiedlicher Werkstof-
fe sind von Meissner und Schorcht in [105] angegeben. Grundsätzliche Untersuchungen
zu unterschiedlichen Wärmebehandlungszuständen finden sich in [48], [49] und [97].
Eine Bewertung des Wärmebehandlungseinflusses hinsichtlich des Eigenspannungs-
haushalts und den Schwingfestigkeitseigenschaften ist von Muhr [107] durchgeführt
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worden. Nach dem Wärmebehandlungsprozess werden die Federn oftmals an den Fe-
derenden geschliffen, um eine möglichst gute Krafteinleitung in die Feder zu erhalten.
Um eine Steigerung der Schwingfestigkeit zu erreichen, können die Federn anschlie-
ßend einer Kugelstrahlbehandlung unterzogen werden. In Abbildung 2.4 a) und Ab-
bildung 2.4 b) sind Wöhlerkurven von Schraubendruckfedern aus vergütetem Ven-
tilfederdraht bei unterschiedlichen Mittelspannungsniveaus und jeweils mit kugelge-
strahlter und nicht kugelgestrahlter Oberfläche aufgetragen. Aus den Diagrammen
wird ersichtlich, dass eine Reduktion des Mittelspannungsniveaus sich positiv auf
die Schwingfestigkeitseigenschaften auswirken. Bei den Federn mit kugelgestrahlter
Oberfläche stellen sich günstigere Schwingfestigkeitswerte ein als bei den ungestrahl-
ten Federn. Die Schwingfestigkeitssteigerung wird hauptsächlich durch Einbringen
von Druckeigenspannungen im hoch beanspruchten Oberflächenbereich, durch Rand-
schichtverfestigung und durch eine Verbesserung der Oberflächenqualität hervorgeru-
fen [74]. Neben dem Strahlmittel haben auch die Korngröße, der Auftreffwinkel und
die Flächenabdeckung einen wesentlichen Einfluss auf das Steigerungsvermögen [73].
a) b)
Abbildung 2.4: Wöhlerdiagramme von Federn bei unterschiedlichen Mittelspannungs-
niveaus aus ölschlussvergütetem Draht (d = 3,7 mm, w = 6, n = 6, L0 = 50,5 mm)
a) nicht kugelgestrahlt [127], b) kugelgestrahlt [127]
Ziel des Vorsetzens ist es, das Nachlassen der Federkraft während des Betriebs zu
reduzieren. Hierzu werden die Feder meistens mehrmals bis kurz vor Block zusam-
mengedrückt. Durch den Setzvorgang kommt es zu einer Überschreitung der Fließ-
grenze, die Feder verkürzt sich und der Federdurchmesser vergrößert sich. Nach Kai-
ser [73, 74] besitzt der Setzvorgang durch die Druckeigenspannungsausbildung eine
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schwingfestigkeitsfördernde Wirkung. Jedoch können nach Gratzer [54] bei großen
plastischen Deformationen auch schwingfestigkeitsmindernde Biegeeigenspannungen
entstehen. Ein Vorschlag zur Vorausbestimmung des Setzverhaltens von Schrauben-
druckfedern ist von Otzen in [113], sowie von Reich und Kletzin in [128] angegeben.
Als Warmsetzen wird die Durchführung des Setzvorganges bei erhöhten Temperatu-
ren bezeichnet. Anwendung findet dieses Verfahren bei Federn die erhöhten Betrieb-
stemperaturen ausgesetzt sind, z.B. im Motorraum von Kraftfahrzeugen. Umfangrei-
che Untersuchungen zur Eigenspannungsentstehung während der Federfertigung sind
von Gissinger [52] durchgeführt worden.
Werden Schraubendruckfedern aus korrosionsanfälligenWerkstoffen, wie z.B. ölschluss-
vergüteten Drähten, hergestellt, dann ist eine zusätzliche korrosionsbeständige Ober-
flächenbehandlung erforderlich. Eine Gegenüberstellung unterschiedlicher Behand-
lungsmethoden erfolgt von Walz [153].
2.3 Federbeanspruchung und Schwingfestigkeitsbe-
wertung
Die Federrate R ist definiert als Quotient zwischen Federkraft F und Federweg s und









Hierbei bezeichnet G den Schubmodul des Federdrahtes und nf stellt die Anzahl
der federnden Windungen dar. Die Anzahl der federnden Windungen hängt von der
Ausbildung der Endwindungsgeometrie ab und wird durch das lastabhängige Anlegen
von federnden Windungen beeinflusst [104]. Nach DIN EN 13906-1 [32] beträgt die
federnde Windungsanzahl für kaltgeformte Federn
nf = nt − 2. (2.3)
Die Gesamtwindungsanzahl wird durch nt ausgedrückt. Da es während des Einfeder-
vorgangs zu einer Aufweitung des Federdurchmessers kommt, ist von Otzen [114] ein
analytischer Vorschlag zur Berücksichtigung der Federdurchmesseränderung erarbei-
tet worden. Untersuchungen zur analytischen Beschreibung der Kraft-Weg-Kennlinie
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für ungleichförmige Steigungsverläufe sind von Gross [55] und Wanke [154] durch-
geführt worden. Federn mit ungleichförmigem Steigungsverlauf zeichnen sich durch
eine progressive Kraft-Weg-Kennlinie aus und werden bevorzugt bei dynamisch be-
anspruchten Federn verwendet. Bei einer Federbelastung im Resonanzbereich kommt
es bei progressiven Federn mit zunehmender Belastung zur vermehrten Anlage von
aktiven Windungen, die Federrate und somit die Eigenfrequenz der Feder nimmt
zu, was eine selbstständige Minderung der dynamischen Zusatzbelastung zur Folge
hat [99]. Untersuchungen zur Beschreibung des elastischen Verformungsverhaltens
einer zylindrischen Schraubendruckfeder sind von Keysor [77] durchgeführt worden.
In Abbildung 2.5 a) ist der prinzipielle Kraftflussverlauf im Endwindungsbereich dar-
gestellt. Werden Schraubendruckfedern zusammengedrückt, dann wird der Draht im
federnden Windekörper vornehmlich auf Torsion beansprucht [56]. Im Kontaktbe-
reich zwischen den Windungen kommt es zu einer Aufsplittung des Kraftflusses. Ein




Abbildung 2.5: a) Schematische Darstellung Kraftflussverlauf, b) Randspannungsver-
teilung im Drahtquerschnitt einer Schraubendruckfeder [105]





bestimmt werden. Aufgrund der Krümmung der Drahtachse stellt sich während der
Federbelastung eine ungleichmäßige Spannungsverteilung an der Drahtoberfläche ein,
s. Abbildung 2.5 b). Um die elastische Spannungsüberhöhung zu berücksichtigen wird
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ein Spannungskorrekturfaktor k eingeführt. Mit
τk = k · τ (2.5)
wird die korrigierte Schubspannung τk ermittelt und die Überhöhung berücksich-
tigt. Der Spannungskorrekturfaktor k beruht auf der linearen Elastizitätstheorie und
fügt sich in die Kerbspannungslehre von Neuber [109] ein. Die elastische Spannungs-
überhöhung wird oftmals auch als Spannungskorrekturbeiwert, Spannungsbeiwert,
Spannungskorrekturfaktor oder Formzahl bezeichnet. In der FKM-Richtlinie [45] wird
die elastizitätstheoretische Überhöhung über die Formzahl Kt ausgedrückt. Nach




+ 0, 615w (2.6)
bestimmen. Von Bergsträsser [8] wird die Gleichung
kB = 1 +
(w + 0, 5)
(w − 0, 75)
(2.7)
und von Göhner [53] die Gleichung
















definiert. Die Unterschiede zwischen den einzelnen Spannungskorrekturbeiwerten kön-
nen als gering eingestuft werden, s. [32] und [155].
Experimentelle Untersuchungen von Kuhn [86], numerische Untersuchungen von Shi-
moseki et. al. [138], Hamano und Tachikawa [59] sowie Wittkopp [158] haben gezeigt,
dass die Spannungsverteilung entlang der Federspur Schwankungen unterliegt, s. Ab-
bildung 2.6. Ursächlich hierfür ist der Kraftvektor an der Federaufstandsfläche der
Feder, welcher nicht mit der Federachse zusammenfällt und somit eine ungleichmä-
ßige Spannungsverteilung entlang der Federspur hervorruft [86]. Am Beispiel einer
Fahrzeugfeder wird von Neubrand et. al. [110] aufgezeigt wie die inhomogene Tor-
sionsspannungsverteilung entlang der Federspur über eine gezielte Anpassung der
Federgeometrie homogenisiert werden kann. Numerische Analysen mit der Finiten
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Abbildung 2.6: Spannungsverteilung in Abhängigkeit der Windungsanzahl (coil po-
sition) [138]
Elemente Methode oder Mehrkörpersimulationen bieten den Vorteil, dass Spannun-
gen, Verformungen als auch Eigenfrequenzen von komplizierten Federgeometrien und
Beanspruchungszuständen einfach erfasst werden können, s. [78, 132].
Eine Gegenüberstellung der unterschiedlichen Überhöhungsfaktoren findet sich in Ab-
bildung 2.7. Für die Schwingfestigkeitsbewertung nach DIN EN 13906-1 [32] wird die
Abbildung 2.7: Vergleich unterschiedlicher Spannungsbeiwerte [68]
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korrigierte Schubspannung mit den Grenzwerten im Goodman-Diagramm verglichen.
Bemessungswerte liegen bei kaltgeformten Federn für eine Grenzschwingspielzahl von
NG = 10 · 106 und bei warmgeformten Federn für eine Grenzschwingspielzahl von
NG = 2 · 106 vor. In Huhnen [68] wird ein ermüdungswirksamer Korrekturfaktor k′
vorgeschlagen, welcher empirisch ermittelt worden ist.
Untersuchungen von Kaiser und Berger [75], als auch von Brunner et. al. [14] haben
gezeigt, dass bei Schraubendruckfedern auch im Schwingspielzahlbereich zwischen
107 und 109 ein Schwingfestigkeitsabfall stattfindet. Die Möglichkeiten und Gren-
zen zur Schwingfestigkeitsbewertung von Schraubendruckfedern auf Grundlage von
werkstoffbasierten Größen sind von Reich [127] untersucht worden.
2.4 Versagensmechanismen von Schraubendruckfedern
Wie im vorherigen Kapitel aufgezeigt, kommt es bei Federn aufgrund der Drahtkrüm-
mung zu einer lokalen Spannungsüberhöhung. Im Vergleich zu anderen gekerbten
Bauteilen, wie z.B. Gewindeverbindungen, fällt diese Überhöhung vergleichsweise ge-
ring aus. Bei Gewindeverbindungen liegt die linear elastische Spannungsüberhöhung
zwischen 4 und 10 [80] und nicht zwischen 1 und 2, s. Abbildung 2.7. Geringe Span-
nungsüberhöhungen entlang des Drahtes bewirken ein verhältnismäßig großes hoch
beanspruchtes Materialvolumen. Die Wahrscheinlichkeit rissauslösender Fehlstellen
steigt mit größerem hoch beanspruchten Volumen, dies bildet eine mögliche Erklä-
rung für die unterschiedlichen Versagensursachen bzw. Versagensorte an Schrauben-
druckfedern. Zusätzlich steht die Feder an den Ober- bzw. Unterseiten und teilweise
an der Federinnen- bzw. Federaußenseite in Kontakt mit den angrenzenden Bauteilen,
und aufgrund der großen Windungsverschiebungen lässt sich ein Selbstkontakt der
Windungen im Allgemeinen nicht vermeiden. Diese Kontaktstellen stellen wiederum
potenzielle Versagensorte dar. Gängiges Versagen ist ein Bruch der federnden Win-
dung mit einem Bruchausgangsort an der Federinnenseite, s. Abbildung 2.8. Diese
Innenrandbrüche lassen sich meistens auf eine örtlich begrenzte Spannungsüberhö-
hung aufgrund der Drahtkrümmung zurückführen. Da die Versagensmechanismen
von Schraubendruckfedern vielfältig sind, beschränken sich die nachfolgenden Erläu-
terungen auf die dokumentierten Brüche im Endwindungsbereich. Für weiterführende
Informationen sei auf das umfangreiche Werk von Hora und Leiderroth [66] verwiesen.
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Abbildung 2.8: Federbruch im federnden Windekörper mit einem Bruchausgang an
der Federinnenseite
Bei manchen Literaturquellen wird die genaue Einordnung des Bruches dadurch er-
schwert, dass der Bruchausgangsort nicht näher spezifiziert ist bzw. verschiedenartige
Windungsbezeichungen verwendet werden. So wird z.B. von Deutler [22] eine Unter-
scheidung zwischen Endwindung und erster Windung durchgeführt, wohingegen von
Pomp und Hempel [121] die gleiche Bezeichnung für Endwindung und erste Windung
verwendet wird. In der Veröffentlichung von Pomp und Hempel [122] sind Brüche
der angeschliffenen als auch der ersten federnden Windung erfasst. Durch ein zusätz-
liches Kugelstrahlen ist eine Verschiebung der Windungsbrüche zu den Federseiten
festgestellt worden, was von Pomp und Hempel [121] auf eine geringe schwingfes-
tigkeitssteigernde Wirkung der Kugelstrahlbehandlung im Endwindungsbereich zu-
rückgeführt wird. Die in bekannten Veröffentlichungen als auch in internen Schadens-
berichten aufgeführten Versagensorte im Endwindungsbereich sind in Abbildung 2.9
gegenübergestellt. Von Meissner [103] als auch von Deutler [22] sind Brüche der an-
geschliffenen Windungen nach etwa einer dreiviertel Windung dokumentiert, s. Ab-
bildung 2.9 a). Die Schadensanalyse von Meissner hat ergeben, dass sich der Schwing-
bruch ausgehend von der Aufstandsfläche ausbreitet und die Versagensursache auf ei-
ne unzureichend angeschliffene Aufstandsfläche zurückzuführen ist. Beim Federbruch
in Abbildung 2.9 b) handelt es sich ebenfalls um einen Bruch der angeschliffenen
Windung. Nach den Untersuchungen von Hora und Leiderroth [66] befindet sich der
Bruchausgang an der Federinnnenseite, das Versagen lässt sich auf eine unzulässig
hohe Biegebeanspruchung zurückführen. Diese Einschätzung korreliert mit den von
Hug [71] aufgelisteten Versagenskriterien und -ursachen an Federn, wobei Hug als zu-
sätzliche Versagensursache noch Reibkorossion erwähnt. Krickau und Huhnen [83, 84]
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a) b) c)
Abbildung 2.9: a) Bruch der angeschliffenen Windung mit einem Bruchausgang an
der Aufstandsfläche [103], b) Bruch der angeschliffenen Windung mit einem Bruch-
ausgang an der Federinnenseite [66], c) Bruch der ersten federnden Windung mit
einem Bruchausgang im Bereich der Kontaktstelle
kommen zu einem ähnlichen Ergebnis und führen die Brüche am Drahtende auf eine
zu geringe Drahtendendicke zurück, welche eine Aufbiegung der Endwindung begüns-
tigt. Abbildung 2.9 c) zeigt einen Bruch der ersten federnden Windung im Bereich
der Kontaktstelle zwischen den Windungen. Nachfolgend werden die bekannten Ver-
sagensmechanismen im Bereich der Kontaktstelle aufgeführt.
Nach Huhnen [68] können im Bereich der Kontaktstelle Federbrüche durch abrasiven
Verschleiß, Reibkorrosion und durch die Bildung einer Kerbstelle auftreten. Weitere
Versagensmechanismen sind in Abbildung 2.10, Abbildung 2.11 und Abbildung 2.12
aufgeführt. Erfolgt der Federbetrieb in nicht geschützter Umgebung, dann können
Fremdpartikel einen starken abrasiven Verschleiß bewirken, was schlussendlich zum
Federversagen führt. Der abrasive Verschleiß in Abbildung 2.10 a) kann von Hora [65]
auf Fremdpartikel in Form von Staub und Sand zurückgeführt werden. Neben abra-
sivem Verschleiß können Endwindungsbrüche auch durch starken Materialabtrag in
Verbindung mit Werkstoffzerrüttung hervorgerufen werden, s. Abbildung 2.10 b).
Werden Schraubendruckfedern in korrosiven Medien, wie z.B. Salzsprühnebel be-
trieben, kann es zu Endwindungsbrüchen durch Schwingungsrisskorrosion kommen.
Charakteristisch hierfür sind die Schwingungskreuze, die auf eine lokale Werkstoffver-
sprödung hindeuten, s. Abbildung 2.10 c). Von Karlinksi et. al. [76] sind Federbrüche
der ersten federnden Windung an der Kontaktstelle auf Kavitation, Reibkorrosion
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a) b) c)
Abbildung 2.10: a) Bruch der federnden Windung im Bereich der Kontaktstelle durch
abrasiver Verschleiß [65], b) Bruch der federnden Windung im Bereich der Kontakt-
stelle durch Werkstoffzerrüttung, c) Bruch der federnden Windung im Bereich der
Kontaktstelle durch Schwingungsrisskorrosion
und kraftstoffbedingte Korrosion zurückgeführt worden. Interne Schadensanalysen
als auch die Untersuchungen von Reich [126] haben gezeigt, dass Oberflächenfehler in
Form von Längs- und Querrissen ein Versagen im Endwindungsbereich begünstigen
können. Abbildung 2.11 a) zeigt unterschiedliche von Oberflächenfehlern ausgehende
Endwindungsbrüche. Schwingbruch durch Lochkorrosion kann ebenfalls zum End-
windungsversagen führen. In Abbildung 2.11 b) wird die Lochkorrosion durch ober-
flächennahe Artefakte in Form von Chlor und Schwefel hervorgerufen. Zahlreiche
Endwindungsbrüche sind in der Literatur im Bereich der Kontaktstelle durch Kon-
taktermüdung dokumentiert, s. z.B. [4, 13, 65, 66, 69, 101, 126]. In Abbildung 2.12
sind Endwindungsbrüche aufgrund einer zu hohen Kontaktbeanspruchung gegenüber-
gestellt.
Charakteristisch für diesen Versagensmechanismus sind die stark gekrümmten Bruch-
bahnen, welche am Bruchausgangsort zusammenlaufen und auf eine hohe Kontakt-
beanspruchung schließen lassen. Die Kontaktermüdung findet in Form eines Anrisses
oder Ausbruches statt, hat eine Reduktion der Drahtbeanspruchbarkeit zur Folge und
begründet den finalen Torsionsschwingbruch der ersten federnden Windung [65].
Eine einfache Möglichkeit, um Brüche aufgrund einer zu hohen Kontaktbeanspru-
chung zu vermeiden, stellen nach Huhnen [68] Federn mit eingezogenen Endwindun-
gen dar. Allerdings scheitert die Umsetzung oftmals an beengten Einbauverhältnissen.
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a) b)
Abbildung 2.11: a) Federbruch im federenden Windekörper mit einem Bruchausgang
an der Federinnenseite, b) Bruch der federnden Windung im Bereich der Kontaktstelle
durch Lochkorrosion
Abbildung 2.12: Federbruch im federnden Windekörper durch Kontaktermüdung
a) ausgeprägte Grübchenbildung [66], b) Bruchausgang im oberflächennahen Be-
reich [126], c) Bruchausgang unterhalb der Oberfläche [4], d) Oberflächenausbruch
mit Bruchausgang unterhalb der Oberfläche
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In der Patentschrift von Bishop und Jones [10] wird die Schraubenliniengestalt des
gewundenen Drahtes als relevantes Kriterium zur Reduktion von Federbrüchen zwi-
schen angeschliffener und erster federnder Windung beschrieben. Vorgeschlagen wird
ein progressiver Verlauf des Windungsabstandes zwischen der federnden und nicht
federnden Windung.
Von Hora und Leidenroth [66] wird ebenfalls ein ungünstig gewählter Auslauf der Fe-
dergeometrie als mögliche Versagensursache angegeben. Des Weiteren können Brüche
im Endwindungsbereich auch durch häufiges auf Block setzen der Feder im Betrieb
hervorgerufen werden. Zurückzuführen ist dies nach Hora und Leidenroth auf eine
nicht korrekte Federauslegung [66].
Numerische Analysen zur Torsions- und Biegespannungsverteilung an 4 unterschied-
lichen Endwindungsgeometrien sind vom IST [69] durchgeführt worden, wobei die
Höhenzunahme der Federspur über große Bereiche als konstant angenommen wor-
den ist. Es hat sich gezeigt, dass die Endwindungsgeometrie einen Einfluss auf die
Spannungsverteilung hat.
Für weiterführende Informationen zum Thema Kontaktermüdung an Maschinenele-
menten wird auf die umfangreichen Schadensanalysen von Tallin [146] und die Dis-
kussionsbeiträge von Littmann [90] und Olver [112] verwiesen.
2.5 Kontaktmechanik
Nachfolgend werden die Hertz’sche Theorie zur Beschreibung des Normalkontaktes
zweier elastischer Körper erläutert, eine Vorgehensweise zur Beschreibung eines rei-
bungsbehafteten Kontaktes vorgestellt und die prinzipiellen Möglichkeiten zur Er-
mittlung der Spannungsverteilung unterhalb der Kontaktoberfläche aufgezeigt.
2.5.1 Hertz’sche Theorie
Grundlage für die Beschreibung der Kontaktdruckverteilung zweier gekrümmter Kör-
per bildet die im Jahre 1881 von Hertz [64] veröffentlichte Theorie. Unter Zugrun-
delegung der linearen Elastizitätstheorie wird von Hertz eine strenge Lösung zur
Beschreibung der Kontaktdruckverteilung zweier Körper aufgezeigt. Ausführliche Er-
läuterungen zur Herleitung finden sich unter Anderem in [44, 46, 72, 131]. Nach
Hertz lässt sich der Oberflächenbereich in unmittelbarer Umgebung der Kontakt-
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stelle hinreichend genau durch eine quadratische Funktion beschreiben. Zusätzlich
wird die Annahme zweier unendlicher Halbräume getroffen, d.h. in großer Entfer-
nung zur Kontaktfläche klingen die Spannungen ab, und es wird vorausgesetzt, dass
keine Tangentialkräfte im Kontaktbereich wirksam sind. Legt man das Koordinaten-
system entsprechend Abbildung 2.13 in die Mitte der Druckfläche, dann lässt sich der












ausdrücken. Hierbei kennzeichnet FK die Kontaktkraft. Die Lage des kartesischen
Koordinatensystems ist so gewählt, dass der maximale Kontaktdruck mit dem Koor-
dinatenursprung zusammenfällt. Aus der Gleichung 2.10 ist ersichtlich, dass der ma-
ximale Kontaktdruck dem anderthalben des gemittelten Kontaktdruckes entspricht
und die Kontaktdruckverteilung eine Ellipsoidoberfläche beschreibt. Die Variablen aH
























8(ρ11 + ρ12 + ρ21 + ρ22)
(2.12)
bestimmen. Es gilt η1 = 1/ν1 und η2 = 1/ν2. Die Variablen ν1 und E1 kennzeichnen
die Elastizitätskonstanten des ersten Körpers und ν2 und E2 die Elastizitätskonstan-
ten des zweiten Körpers. Über ρ11 und ρ12 werden die Hauptkrümmungsradien des
ersten Körpers und über ρ21 und ρ22 die Hauptkrümmungsradien des zweiten Körpers
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können die Koeffizienten αH und βH aus Abbildung 2.14 ermittelt werden. Die Werte
in Abbildung 2.14 entstammen den Berechnungen von Hertz [64], Kornhauser [82],
Whittemore und Perenko [157] und lassen sich auf die Lösung elliptischer Oberflä-
chenintegrale zurückführen. Eine detaillierte Auflistung weiterer Werte findet sich in
[16, 115, 116].
Abbildung 2.13: Schematische Darstellung der Kontaktgeometrie nach [131]
Der Winkel ω1 berechnet sich über die Gleichung
tan(ω1) =
sin(2ω)(ρ21 − ρ22)
ρ11 − ρ12 + (ρ21 − ρ22 cos(2ω))
(2.16)
und beschreibt die Lage der beteiligten Hauptkrümmungsradien zueinander. Liegt die
Kontaktoberfläche in expliziter Form vor, dann lassen sich die beiden Hauptkrüm-
mungsradien ρi eines Körpers aus
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ermitteln [12]. Anhand den Hertz’schen Gleichungen wird ersichtlich, dass der Nor-
malkontakt zwischen zwei Körpern lediglich von der Kontaktkraft FK , den Elastizi-
tätskonstanten Ei und νi sowie den Hauptkrümmungsradien ρij der beteiligten Körper
abhängt.
Abbildung 2.14: Koeffizienten bei Normalkontakt
2.5.2 Reibungsbehafteter Kontakt
Wirken Relativbewegungen zwischen den Kontaktpartnern, dann kommt es im Allge-
meinen zur Ausbildung von zusätzlichen Tangentialkräften im Kontaktbereich. Unter
der Voraussetzung gleicher Materialeigenschaften, konstanter Geschwindigkeiten in
der Kontaktfläche und der Abbildung der Kontaktpartner als elastische Halbräume
kann aufgezeigt werden, dass der Kontaktdruck und die Ausbildung der Kontaktober-
fläche unabhängig von der tangentialen Kontaktkraft sind [72]. Der Zusammenhang
zwischen Kontaktdruck und der tangentialen Reibkomponente q wird gängigerweise
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beschrieben und wird auf jeden Flächenpunkt in der Kontaktfläche angewendet. Der
Reibwert µ beschreibt die physikalischen Eigenschaften der interagierenden Oberflä-
chen, FK beschreibt die Kontaktkraft normal und FR die Reibkraft tangential zur
Oberfläche. Aufgrund des Kräftegleichgewichts besitzen die Reibkomponenten der
beiden Körper entgegengesetzte Vorzeichen. Anwendung findet diese Beschreibung
bei ungeschmierten als auch geschmierten Zuständen [72].
2.5.3 Beanspruchung unterhalb der Kontaktoberfläche
Die Spannungs- bzw. Verzerrungsverteilung unterhalb der Oberfläche eines elasti-
schen Halbraumes lassen sich auf Grundlage der Einzelkraftlösungen von Boussinesq
[11] und Cerruti [15] sowie unter Zuhilfenahme des Superpositionsprinzip bestimmen.
Weiterführende Informationen finden sich in [57, 123, 147].
Angaben zur Beschreibung des Spannungszustandes für ausgewählte Spezialfälle wie
z.B. die Berührung zweier Zylinder oder Kugeln sind von Föppl in [44] und von Lund-
berg in [93] aufgeführt. Die Spannungsverteilung kreisförmiger, reibungsbehafteter
Kontaktprobleme sind von Hamilton und Goodman in [60] dokumentiert. Überlegun-
gen zur Spannungsermittlung einer elliptischen Flächenpressung mit einer rechtecki-
gen Druckfläche sind von Kunert [87] angestellt worden. Von Spence [142] sind Unter-
suchungen zur Beschreibung des Verhaltens an der reibungsbehafteten Kontaktgrenze
durchgeführt worden. Die Betrachtung einer überlagerten Kontakt- und Torsionsbe-
anspruchung ist in der Veröffentlichung von Mindlin [106] zu finden. Lösungsansätze
zur Beschreibung zweidimensionaler reibungsbehafteter Kontaktprobleme sind von
Smith und Liu in [140] angegeben.
Grundsätzlich kann die Spannungsverteilung auch numerisch über die Finite Elemente
Methode ermittelt werden. Die numerische Umsetzung des Kontaktverhaltens kann




Aus der Literaturrecherche in Kapitel 2.4 geht hervor, dass unterschiedliche Versagen-
sorte als auch -mechanismen im Endwindungsbereich auftreten können. Ursächlich
hierfür ist die zusätzliche tribologische und evtl. vorliegende korrosive Beanspruchung
zwischen der ersten federnden sowie der angeschliffenen Windung. Des Weiteren kön-
nen Wechselwirkungen mit den benachbarten Bauelementen die Endwindungsbean-
spruchung beeinflussen. So kann zum Beispiel eine ungünstig ausgelegte Federführung
in Form von Federteller, -hülse oder -dorn den Verschleiß fördern und ein Versagen
begünstigen, s. z.B. [51]. Die Literaturrecherche ergab, dass der Bruchausgang vorder-
gründig in der ersten federnden Windung auftritt. Häufig wird als Versagensursache
eine zu hohe Kontaktbeanspruchung angegeben. Entsprechend Kapitel 2.4 besitzt
Versagen im Bereich der Kontaktstelle durch Kontaktermüdung die höchste Relevanz
und ist Gegenstand der Arbeit.
Sofern im weiteren Verlauf der Begriff „Endwindungsbruch“ nicht näher ausgeführt
wird, ist darunter ein Bruch der ersten federnden Windung im Bereich der Kontakt-
stelle mit dem Schadensbild „Torsionsschwingbruch durch Kontaktermüdung“ zu ver-
stehen.
Eine nicht erschöpfende Übersicht über Faktoren die Endwindungsbrüche von Metall-
federn beeinflussen können ist in Abbildung 3.1 aufgeführt. Vielfältige Einflussfakto-
ren ergeben sich z.B. durch die Kombination aus nachgiebiger Federgeometrie, den
komplexen Fertigungsschritten bei der Herstellung und dem vorliegendem Schadens-
mechanismus im Endwindungsbereich. So kann z.B. die nachgiebige Federgeometrie
in Verbindung mit einer hohen Belastungsfrequenz zu einer Anregung der Federeigen-
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Abbildung 3.1: Mögliche Einflussfaktoren auf Endwindungsbrüche
frequenzen und somit zu einer dynamischen Federbelastung führen, welche wiederum
das Abwälzen der Windungen und somit den viskosen Einfluss des Zwischenmediums
als auch die Kontaktgeometrie beeinflussen können. Gleichzeitig wird die nachgiebi-
ge Federgeometrie aufgrund der thermischen und mechanischen Herstellungsschritte
auch von den Fertigungsparametern und Drahteigenschaften, wie auch deren Schwan-
kungen, beeinflusst. Da aus ressourcentechnischen Gründen nicht alle Parameter und
Kombinationen vollumfänglich untersucht werden können, wird im Rahmen dieser
Arbeit ein Auswahl getroffen, die nachfolgend näher erläutert wird.
Wie in Kapitel 2.4 erläutert, werden von Bishop und Jones [10] als auch von Ho-
ra und Leidenroth [66] eine ungünstig gewählte Endwindungsgeometrie als mögli-
che Versagensursache angegeben. In der öffentlich zugänglichen Literatur und den
vorliegenden internen Schadensberichten sind Endwindungsbrüche bei unterschiedli-
chen Werkstoffen, Zwischenmedien, Wickelverhältnissen, Drahtformen, Drahtdurch-
messern, Windungszahlen, Gesamtfederlängen und Federhersteller dokumentiert. Da
die globalen Federparameter keine nennenswerten Hinweise zur Beurteilung des End-
windungsbruchrisikos liefern, wird im Rahmen dieser Arbeit der Fokus auf eine lokale
Problembetrachtung gelegt.
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Nach der Theorie von Hertz, s. Kapitel 2.5.1, hängt die Kontaktdruckverteilung bei
der Berührung zweier elastischer Körper lediglich von der Kontaktnormalkraft, den
jeweiligen Elastizitätskonstanten und den Hauptkrümmungsradien der Körper ab.
Da es sich bei Federn im Gegensatz zu Wälzlagern oder Zahnrädern um geome-
trisch nachgiebigere Bauteile handelt, hängt nicht nur die Kontaktkraft, sondern
auch die Kontaktgeometrie von der Bauteilbeanspruchung ab, was eine explizite
Anwendung der Hertz’schen Gleichungen erschwert. Bei den Hauptkrümmungsra-
dien eines Flächenpunktes handelt es sich um die minimalen und maximalen Krüm-
mungsradien, die durch den betrachteten Punkt der Fläche gelegt werden können,
bei unterschiedlichen Hauptkrümmungsradien stehen die Hauptkrümmungsrichtun-
gen (Tangentenrichtungen der Hauptkrümmungsradien) senkrecht aufeinander, s. [12,
161].
Überträgt man diese Informationen auf den Selbstkontakt im Endwindungsbereich
einer Feder, dann wird der örtlich vorliegende minimale Hauptkrümmungsradius
hauptsächlich vom Drahtradius beeinflusst und der maximale Hauptkrümmungsra-
dius hängt maßgeblich vom Höhenverlauf der Federspurmittellinie ab. Die Variation
des Drahtdurchmessers unterliegt stärkerer Fertigungsrestriktion als der Höhenver-
lauf der Federspurmittellinie. Aus diesem Grund kann davon ausgegangen werden,
dass eine Änderung der Kontaktbeanspruchung hauptsächlich durch den Höhenver-
lauf der Federspurmittellinie beeinflusst wird.
Auf Grundlage dieser Überlegungen und den Erkenntnissen der Literaturrecherche
wird für die weitere Vorgehensweise die Annahme getroffen, dass die Endwindungs-
bruchanfälligkeit maßgeblich von der Kontaktbeanspruchung und somit vom Anla-
geverhalten, d.h. vom Höhenverlauf der Federspurmittellinie in der aktuellen Mo-
mentankonfiguration, abhängt. Deshalb werden zur Reproduzierung des Schadens-
mechanismus Federvarianten mit unterschiedlichen Anlageverhalten gefertigt, cha-
rakterisiert und geprüft. Da von dynamisch beanspruchten Federn häufig eine lan-
ge Lebensdauer gefordert wird, erfolgt die zyklische Schwingprüfung im HCF- und
VHCF-Bereich. Um Rückschlüsse auf die örtlich vorherrschende Beanspruchung im
Endwindungsbereich zu erhalten, werden numerische Analysen durchgeführt.
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Eine Übersichtsdarstellung über die Vorgehensweise findet sich in Abbildung 3.2.
Grundpfeiler der Arbeit bilden Untersuchungen an Drähten, an Federn und die Be-
anspruchungsanalyse im Endwindungsbereich. Die Untersuchungen an Drähten dient
Abbildung 3.2: Übersicht Vorgehensweise
dazu das Ausgangsmaterial hinsichtlich chemischer Zusammensetzung, tribologischen,
quasi-statischen und zyklischen Eigenschaften zu charakterisieren. Aufgrund der ge-
ringeren Komplexität können hierdurch einfacher Einflussparameter separiert und
variiert werden. Ziel der Untersuchung an Federn ist es den Schadensmechanismus
zu reproduzieren und zu analysieren. Hierzu werden Federn mit gezielt variierendem
Anlageverhalten gefertigt und geprüft. Da Änderung im komplexen Federfertigungs-
prozess, z.B. Anpassung der Windemaschinenparameter im Endwindungsbereich, sich
auf mehrere Federparameter, z.B. Geometriekennwerte, Krafteinleitung, Kraft-Weg-
Verlauf, auswirken, werden die wesentlichen Federkenngrößen der Versuchsfedervari-
anten experimentell erfasst. Die numerische Beanspruchungsanlyse dient dazu Bean-
spruchungsanteile in Form von Schnittmomenten, Schnittkräften und Kontaktspan-
nungen zu extrahieren, sowie eine örtliche Schädigungsbewertung durchzuführen. Zu-
sätzlich wird eine Variation ausgewählter Federkenngrößen durchgeführt und deren
Einfluss auf die Kontaktspannungsausbildung aufgezeigt. Die Erkenntnisse aus den
drei Hauptuntersuchungsblöcken, insbesondere die Umrechnung Schwingfestigkeitser-
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gebnisse von den Federversuche in örtliche Beanspruchbarkeiten, bilden die Grundlage
zur Erarbeitung einer Methode zur bemessungsgerechten Auslegung von Federn ge-
genüber Endwindungsbrüchen. Nachfolgend wird der konkrete Aufbau der einzelnen
Kapiteln näher erläutert.
Die Halbzeugcharakterisierung in Kapitel 4 umfasst quasi-statische Zug- und Torsi-
onsversuche sowie Härte- und Gefügeuntersuchungen an ölschlussvergüteten Drähten
mit unterschiedlicher chemischer Zusammensetzung bzw. Wärmebehandlung. Zusätz-
lich wird die Oberflächenrauhigkeit an geschälten Runddrähten aus dem Halbzeug
VD-SiCrV und VD-SiCrVNi über ein konfokales Lasermikroskop bestimmt.
Schwingversuche und tribologische Untersuchungen an Drahtproben sind in Kapitel 5
aufgeführt. Umlaufbiegeversuche an Drähten mit und ohne künstlichen Defekten die-
nen zur Rissempfindlichkeitsbewertung ölschlussvergüteter Drähte. Die Einbringung
von Oberflächendefekten unterschiedlicher Tiefe erfolgt mit Hilfe eines Ultrakurzpuls-
Lasers (UKP-Laser). Zur allgemeinen Untersuchung des Reib- und Verschleißverhal-
tens an ölschlussvergüteten Drähten werden gekreuzte Zylinderversuche mit unter-
schiedlichen Werkstoffen, Werkstoffzuständen, Kontaktkräften und Zyklenzahl durch-
geführt.
Zur Bewertung des im Allgemeinen nichtlinearen Kontaktverhaltens werden in Ka-
pitel 6 die gängigen Verfahren zur Bewertung des Anlageverhaltens zwischen den
Windungen vorgestellt und diskutiert. Des Weiteren wird die Weiterentwicklung der
in [98] dokumentierten Lichtspaltmethode erläutert sowie die optische und geometri-
sche Güte des Messsystems bewertet.
Die Charakterisierung der Prüffedern ist in Kapitel 7 und die Versuchsdurchfüh-
rung sowie Ergebnisse der Schwingversuche sind in Kapitel 8 zusammengefasst. Die
Bestimmung der Federgeometrie erfolgt über optische und computertomografische
Messverfahren. Um Aufschluss über das Kraft-Verformungs-Verhalten der Federvari-
anten zu erhalten, werden die Axial- und Querkraftverläufe an den Federaufstands-
flächen experimentell ermittelt. Zur Beurteilung der Kontaktdruckverteilung an den
Federaufstandsflächen werden Messungen mit druckempfindlichem Papier durchge-
führt. Bei den untersuchten Federvarianten wird im unbelasteten Zustand die Ab-
3 Vorgehensweise 27
zugskraft zwischen angeschliffener und erster federnder Windung bestimmt, was als
Maß für die Windungskontaktkraft im lastfreien Zustand dient. Die quantitative Be-
wertung des Abwälzverhaltens wird mit der Lichtspaltmethode realisiert. Hierzu wird
das Anlageverhalten jeder Federvariante bei unterschiedlichen Lasten am Federan-
fang und Federende an mehreren Federn ermittelt. Eine Beurteilung der im End-
windungsbereich vorliegenden Werkstoffhärte und des Werkstoffgefüges erfolgt über
Federschliffe. Zusätzlich werden Eigenspannungsbestimmungen an unterschiedlichen
Messorten, -tiefen und -richtungen im ungeprüften als auch im geprüften Zustand
durchgeführt. Eine Abgrenzung der Oberflächentopologie erfolgt über eine lichtmi-
kroskopische Analyse. Im Anschluss an die Schwingversuche werden eine fraktografi-
sche Untersuchung der Bruchfläche, als auch eine Analyse der Oberflächentopologie
durchgeführt.
Numerische Untersuchungen zur Bewertung der Federvarianten sind in Kapitel 9
aufgeführt. Die Vorgehensweise des FE-Modellaufbaus in Form der Geometrieableit-
ung, Netzdiskretisierung, Kontaktdefinition und Festlegung der Randbedingungen
ist in Kapitel 9.1 dargelegt. Die FE-Validierung erfolgt über das Abwälzverhalten
zwischen angeschliffener und erster federnder Windung. Zu diesem Zweck wird der
numerisch ermittelte Abstand zwischen den Windungen mit dem experimentell er-
mittelten Kontaktwinkel aus der Lichtspaltmethode abgeglichen. Um Aufschluss über
das nichtlineare Einfederungsverhalten zu erhalten, werden die Schnittgrößen und der
maximale Kontaktdruck entlang der Federspur bei unterschiedlichen Lasten ausge-
wertet. Des Weiteren wird zur Bestimmung der lokal vorherrschenden Beanspruchung
das nichtlineare Übertragungsverhalten zwischen globaler Federkraft und örtlichem
Spannungstensor bestimmt, sowie in einen geeigneten Schadensparameter überführt.
Kapitel 10 beinhaltet eine FE-Parametervariation zur Beurteilung zusätzlicher Ein-
flüsse auf die Kontaktbeanspruchung im Endwindungsbereich. Dies berücksichtigt
den Einfluss von globalen Geometrieparametern wie Gesamtwindungsanzahl, Feder-
durchmesser, Drahtdurchmesser als auch die Variation der Schleifwinkels.
In Kapitel 11 werden Maßnahmen zur Reduktion des Endwindungsbruchrisikos auf-
gezeigt und es wird eine Herangehensweise zur fertigungsnahen Ableitung einer güns-
tigen Endwindungsgeometrie vorgestellt. Die lokale Schädigungsbewertung beruht
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auf der in Kapitel 9 durchgeführten Nachrechnung der Schwingversuche. Über die
Auswertung des Spannungstensors und unter Verwendung eines geeigneten Schaden-
sparamaters erfolgt die Ableitung lokaler Beanspruchbarkeiten. Hierdurch wird eine
örtliche, auf Bauteilversuchen basierte Quantifizierung des Schadensmechanismus er-
möglicht. Eine abschließende Zusammenfassung der Erkenntnisse und der Ausblick
finden sich in Kapitel 12.
Kapitel 4
Halbzeugcharakterisierung
Das nachfolgende Kapitel beinhaltet die Untersuchung des Ausgangsmaterials, wel-
ches bei der Federherstellung verwendet wird und die Charakterisierung der Drähte
unterschiedlicher Wärmebehandlung, welche zusätzlich bei den tribologischen Ver-
suchen bzw. der Schwingprüfung verwendet werden. Ziel der Untersuchungen ist es
die geometrie- und fertigungsunabhängigen Drahteigenschaften über die Gefügeaus-
bildung, das Spannungs-Dehnungs-Verhaltens und die Oberflächenbeschaffenheit zu
analysieren. Hierdurch ist es möglich etwaige Besonderheiten im Grundmaterial früh-
zeitig zu erkennen.
4.1 Chemische Zusammensetzung
Tabelle 4.1 zeigt die chemische Zusammensetzung der ölschlussvergüteten Drähte.
Der Durchmesser des VD-SiCrV-Drahtes liegt bei d = 3,48 mm und der Durchmesser
des VD-SiCrVNi-Drahtes beträgt d = 3,49 mm. Auffälligkeiten in der chemischen
Zusammensetzung werden nicht festgestellt.
























VD-SiCrV 0,63 1,41 0,6 0,011 0,005 0,65 - 0,01 0,106 0,002 5
VD-SiCrVNi 0,59 2,06 0,78 0,008 0,007 1,00 0,22 0,02 0,086 0,003 15
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4.2 Gefügeausbildung
Im Laufe des konventionellen Federherstellprozesses durchläuft der Draht mehrere
Wärmebehandlungsschritte. Um Rückschlüsse auf das veränderte Materialverhalten
zu erhalten, wird ein Teil der VD-SiCrV-Drähte einem zweistufigen Wärmebehand-
lungsprozess an der TU Ilmenau unterzogen. In Anlehnung an die Wärmebehand-
lungsparameter nach dem Winden und Strahlen werden die Drähte zunächst 30 min
einer Temperatur von 430 ◦C und danach 30 min einer Temperatur von 240 ◦C aus-
gesetzt. Die Gefügeausbildung der ölschlussvergüteten Drähte ist in Abbildung 4.1
dargestellt.
a) b) c)
Abbildung 4.1: Drahtschliffe mit martensistischer Gefügestruktur a) Draht aus VD-
SiCrV (ohne WBH), b) Draht aus VD-SiCrV mit Wärmebehandlung (WBH), c)
Draht aus VD-SiCrVNi (ohne WBH)
Im Längsschliff sind bei allen Drahtproben fein verteilte Mangansulfidzeilen als auch
Titancarbonitride zu erkennen. Nach dem Anätzen zeigt sich ein martensitisches Ge-
füge mit fein verteilten Ausscheidungscarbiden. Die Martensitnadellänge ist kleiner
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8 µm. Beim VD-SiCrVNi-Draht sind die Seigerungszeilen etwas breiter ausgebildet
als bei den beiden anderen Varianten. Zusätzlich zu den Gefügeuntersuchungen wird
senkrecht zur Drahtachse der Härteverlauf ermittelt. Die HV0,1-Messung erfolgt mit
einer Schrittweite von 20 µm und anhand drei zueinander leicht versetzter Messreihen.
Im Mittel beträgt die Härte beim VD-SiCrVNi-Draht 644 HV0,1, beim VD-SiCrV-
Draht 615 HV0,1 und beim VD-SiCrV-Draht mit nachgelagerter Wärmebehandlung
(VD-SiCrV WBH) 572 HV0,1. Bei allen Varianten wird eine homogene Härtevertei-
lung festgestellt, s. Abbildung A.1.
4.3 Quasi-statische Zugversuche
Die Durchführung der Zugversuche erfolgt an der TU Ilmenau mit einer Univer-
salprüfmaschine der Firma Tira. Abbildung 4.2 zeigt die Spannungsdehnungskurve
der VD-SiCrV-Drähte und VD-SiCrVNi-Drähte im Anlieferungszustand, sowie den
Verlauf des VD-SiCrV-Drahtes nach einer vorherigen Wärmebehandlung. Je Vari-
ante werden drei Proben geprüft. In Tabelle B.1 sind die gemittelten Ergebnisse
der Zugversuche aufgelistet. Der E-Modul wird in einem Spannungsbereich zwischen
σZ = 500 MPa und σZ = 1000 MPa ermittelt. Der VD-SiCrVNi-Draht zeigt höhere
Zugfestigkeitswerte als die Drahtproben aus VD-SiCrV, was mit der Härtmessung
aus dem vorherigen Abschnitt korreliert.
Abbildung 4.2: Zugversuche der Drahtproben
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4.4 Quasi-statische Torsionsversuche
An der TU Ilmenau werden neben den Zug- auch die Torsionsversuche durchge-
führt. Die Verläufe der Torsionsversuche sind in Abbildung 4.3 und die gemittelten
Kennwerte in Tabelle B.2 eingetragen. Für jede Variante werden drei Proben ge-
prüft. Die Ermittlung des Schubmoduls findet in einem Spannungsintervall zwischen
τT =100 MPa und τT =500 MPa statt. Die Ergebnisse der Torsionsversuche weisen
einen ähnlichen Verlauf auf wie die Zugversuche.
Abbildung 4.3: Torsionsversuche der Drahtproben
4.5 Oberflächenbeschaffenheit
Über ein konfokales Lasermikroskop erfolgt die Bestimmung der gemittelten Rauh-
tiefe RZ und die Ableitung der Materialanteilskurve (Abbott-Kurve). Die Mess- bzw.
Auswerterichtung befindet sich senkrecht zur Drahtachse. Alle Halbzeuge liegen im ge-
schälten Zustand vor. Abbildung 4.4 a) zeigt die Oberflächentolopgie des VD-SiCrV-
Drahtes und Abbildung 4.4 b) die Topologie des VD-SiCrVNi-Drahtes.
Das Drahtprofil wird über einen Polynomansatz zweiter Ordnung herausgerechnet
und der Messbereich beträgt 320 µm auf 320 µm. In Abbildung 4.5 sind die Material-
anteilskurven der beiden Halbzeuge aufgetragen. Über die Kurven lässt sich die Zu-
nahme des Materialanteils mit der Tiefe im Rauheitsprofil beschreiben [27]. Bei einem
Materialanteil von 50% liegen die Hälfte der Materialanteile ober- bzw. unterhalb der
dazugehörigen Schnittlinienlage. Die Bestimmung der Kernrauhtiefe RK erfolgt nach
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a) b) c)
Abbildung 4.4: a) Oberflächentopologie des VD-SiCrV-Drahtes, b) Oberflächentopo-
logie des VD-SiCrV-Drahtes, c) Vorgehen bei der Ermittlung der Kernrautiefe aus
der Materialanteilskurve
DIN 4776 [27]. Für die Auswertung der Materialanteilskurve werden unterschiedliche
Sekanten mit einer Materialanteildifferenz von 40% in das Diagramm eingezeichnet
und die Sekante mit der geringsten Steigung wird zur Ermittlung der Kernrauhtiefe
RK sowie der Materialanteile Mr1 und Mr2 herangezogen, s. Abbildung 4.4 c). Die
größten bzw. kleinsten Materialeinteile der Kernrauhtiefe werden durch Mr1 bzw.
Mr2 beschrieben. Beim VD-SiCrV-Draht beträgt die Kernrauhtiefe RK = 0,9 µm und
Abbildung 4.5: Abbottkurve des VD-SiCrV-Drahtes und des VD-SiCrVNi-Drahtes
beim VD-SiCrVNi-Draht RK = 4,3 µm. Der flachere Verlauf der Materialanteilskurve
spiegelt sich am VD-SiCrV-Draht in einer geringeren Kernrauhtiefe wider. Die Be-
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stimmung der Einzelmesstrecken zur Ermittlung der gemittelten Rauhtiefe RZ erfolgt
nach DIN 4288 [34]. Die Rauhtiefe beträgt beim VD-SiCrV-Draht RZ = 5 µm und
beim VD-SiCrVNi-Draht RZ = 8,5 µm. Die Kennwerte der Materialanteilskurve als
auch die gemittelten Rauhtiefen sind in Tabelle 4.2 aufgeführt.










VD-SiCrV 5 0,9 6 86
VD-SiCrVNi 8,5 4,3 2 86
4.6 Zusammenfassung Halbzeugcharakterisierung
Bei allen untersuchten Drahtvarianten hat sich ein martensitisches Gefüge mit fein
verteilten Ausscheidungscarbiden eingestellt. Die Schliffe zeigen eine typische Gefü-
geausprägung. Die Drahtvariante mit zusätzlicher Wärmebehandlung zeigt geringere
Festigkeitswerte als die Drahtvarianten ohne nachgelagerte Wärmebehandlung, was
mit dem Härtewerten korreliert. Einen Einfluss der Wärmebehandlung auf die Gefü-
geausbildung wird nicht festgestellt. Der VD-SiCrVNi-Draht weist im Gegensatz zum
VD-SiCrV-Draht eine erhöhte Oberflächenrauhigkeit auf, wobei die Oberflächenbe-
schaffenheit beider Halbzeuge im Bereich weniger µm liegt, was auf keine größeren




5.1 Reib- und Verschleißversuche
Beim Zusammendrücken einer Feder ist nicht nur die Kontaktkraft, sondern auch die
nachgiebige Geometrie und die Kontaktkinematik von der Federbelastung abhängig.
Aufgrund des komplexen Abwälzverhaltens im Endwindungsbereich, erfolgt die ge-
zielte Untersuchung des Reib- und Verschleißverhaltens an Drahtproben. Zielsetzung
hierbei ist es, den Einfluss variierender Werkstoffe, Kontaktkräfte als auch Zyklenan-
zahl herauszuarbeiten.
5.1.1 Versuchsdurchführung
Die Prüfungen finden an einem Schwingungs-Reibverschleiß-Prüfsystem der Firma
Optimol Instruments Prüftechnik GmbH Typ SRV4 statt. Die Anordnung der Draht-
proben erfolgt unter einem Winkel von ±30◦ zur Bewegungsrichtung, s. Abbild-
ung 5.1. Alle Versuche finden im Öl-Tauchbad statt, wofür Hydrauliköl mit dem
Handelsnamen Panolin HLP 46 verwendet wird, welches auch für die zyklischen Fe-
derversuche zum Einsatz kommt. Die kinematische Viskosität beträgt 47 mm2 s−1 bei
40 ◦C und die Dichte 0,918 g cm−1 bei 15 ◦C. Die Wegdifferenz pro Halbzyklus beträgt
∆s = 0,2 mm. Senkrecht zur Bewegungsrichtung erfolgt die Lasteinleitung, wobei die
Lastaufbringung über einen Kraftsensor (Messbereich bis 200 N) geregelt wird.
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Abbildung 5.1: Versuchsaufbau SRV
Schwerpunkt bildet die Untersuchung des VD-SiCrVNi-Drahtes, da aus diesem die
Versuchsfedern für die Schwingprüfung gefertigt werden. Entsprechend Tabelle 5.1
werden Versuche an unterschiedlichen Werkstoffen, bei unterschiedlichen Wärmebe-
handlungszuständen, Kontaktkräften und Zyklenzahl durchgeführt. Zu Beginn des
Einscheuervorganges beträgt die Frequenz 10 Hz und die Kontaktkraft 10 N. Während
des Einscheuervorganges wird zunächst die Kontaktkraft sukzessiv um 10 N/min er-
höht bis die Sollprüfkraft erreicht ist, danach folgt die Frequenzerhöhung um 10 Hz/min
bis zu einer Prüffrequenz von 100 Hz. Pro Drahtvariante werden drei Einzelversuche
durchgeführt, somit ergeben sich sechs Drahtproben für die Verschleißauswertung bei
einer Variante.
Tabelle 5.1: Versuchsmatrix der Reib- und Verschleißversuche
Werkstoff Zyklenzahl
Kontaktkraft in N
25 50 100 150
VD-SiCrVNi
1 · 106 •
1 · 107 • • • •
5 · 107 •
VD-SiCrV 1 · 107 •
VD-SiCrV WBH 1 · 107 •
5.1.2 Werkstoff- und Wärmebehandlungseinfluss
Um Aufschluss über das Reib- und Verschleißverhalten von unterschiedlichen Drähten
zu erhalten, werden Verschleißprüfungen an VD-SiCrV-Drähten und
VD-SiCrVNi-Drähten durchgeführt. Aufgrund der fertigungstechnischen Wärmebe-
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handlung von konventionell gefertigten Federn und den veränderten Härtekennwer-
ten, werden zusätzlich VD-SiCrV-Drähte mit vorangegangener Wärmebehandlung
geprüft. Abbildung 5.2 a) zeigt den Reibwert in Abhängigkeit von der Schwingspiel-
zahl bzw. des absoluten Verschleißweges. Die zu Beginn der Prüfung auftretenden
hohen Reibwertspitzen deuten auf lokale Materialausbrüche hin.
a) b)
Abbildung 5.2: a) Reibwerte in Abhängigkeit der Zyklenzahl b) Höhenprofil der Drah-
toberfläche nach N = 1 · 105 Zyklen
Zur näheren Untersuchung werden vereinzelt Drahtproben bis N = 1 · 105 Zyklen
geprüft. Bei der anschließenden Oberflächenanalyse werden teilweise Ausbrüche mit
einer Tiefe bis zu 20 µm festgestellt s. Abbildung 5.2 b). Mit zunehmender Schwing-
spielzahl bildet sich bei allen Varianten ein konstanter Reibwert aus. Im Mittel liegt
der Reibwert bei µ = 0,14, ein signifikanter Werkstoff- oder Wärmebehandlungsein-
fluss kann nicht festgestellt werden.
Die Ermittlung der in Abbildung 5.3 aufgeführten Verschleißkenngrößen erfolgt über
ein konfokales Lasermikroskop vom Typ nanofocus µsurf. Das verwendete Objektiv
besitzt eine 50-fache Vergrößerung und eine numerische Apertur von 0,95. Im arith-
metischen Mittel weisen die VD-SiCrVNi-Drähte ein geringeres Verschleißvolumen
und eine geringere Verschleißoberfläche auf als die VD-SiCrV-Drähte. Die Wärme-
behandlung am VD-SiCrV-Draht, welche entsprechend Kapitel 4.3 bzw. Kapitel 4.4
einen Festigkeitsabfall zur Folge hat, führt zu einer Vergrößerung der Verschleißober-
fläche und des Verschleißvolumens. Die Unterschiede bei den Verschleißtiefen fallen
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Abbildung 5.3: Materialeinfluss der Verschleißkenngrößen
deutlich geringer aus. Die mittlere Verschleißtiefe liegt zwischen 2,8 µm und 3,8 µm,
die maximale Tiefe variiert zwischen 12 µm und 14 µm. Nähert man den abgetragenen
Materialanteil über ein ellipsoidförmiges Volumen an, dann ist das Verschleißvolumen
proportional zum Produkt aus Verschleißoberfläche und Verschleißtiefe.
5.1.3 Krafteinfluss
Um den funktionalen Zusammenhang zwischen Volumenabtrag und Kontaktkraft des
tribologischen Systems zu ermitteln, wird am VD-SiCrVNi-Draht die Kontaktkraft
zwischen 25 N und 150 N variiert. Die ermittelten Verschleißkenngrößen sind in Ab-
bildung 5.4 zusammengefasst. Bei allen untersuchten Kontaktkräften hat ein Kraft-
anstieg eine Verschiebung der Verschleißkennwerte hin zu größeren Werten zur Folge.
In Abbildung 5.5 ist das Verschleißvolumen in Abhängigkeit der Kontaktkraft auf-
getragen. Die approximierte Polynomfunktion dritter Ordnung weist einen Korrela-
tionskoeffizienten von R2 = 0, 99 auf.
Abbildung 5.4: Krafteinfluss der Verschleißkenngrößen
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Abbildung 5.5: Verschleißvolumen in Abhängigkeit von der Kontaktkraft nach
N = 1 · 107 Zyklen
5.1.4 Schwingspielzahleinfluss
Der Schwingspielzahleinfluss wird am VD-SiCrVNi-Draht bei einer Kontaktkraft von
100 N untersucht. Deutliche Unterschiede stellen sich bei den Verschleißoberflächen
und den Verschleißvolumen ein, s. Abbildung 5.6. Die Mittelwerte der maximalen Tie-
fen liegen zwischen 10 µm und 14 µm. Ein Anstieg der mittleren Tiefe ist lediglich bei
einer Zyklenzahl von N = 50·106 feststellbar. Bei Auftragung des Verschleißvolumens
Abbildung 5.6: Verschleißkenngrößen bei Variation der Schwingspielzahl
in Abhängigkeit von der Schwingspielzahl stellt sich der in Abbildung 5.7 aufgeführte
Verlauf ein. Die starke Zunahme des abrasiven Verschleißes bis N = 1 · 106 Zyklen
lässt sich auf das Einglätten der ursprünglich rauhen Ziehstruktur zurückführen. Der
Korrelationskoeffizient der approximierten Potenzfunktion beträgt R2 = 0, 95.
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Abbildung 5.7: Volumenabtrag in Abhängigkeit der Zyklenanzahl
5.1.5 Zusammenfassung Reib- und Verschleißversuche
Die Verschleißversuche zeigen, dass während des Einscheuervorganges der rauhen
Oberflächen lokal große Materialausbrüche hervorgerufen werden können und das
Verschleißvolumen in Abhängigkeit der Schwingspielzahl bzw. Kontaktkraft in gu-
ter Näherung über ein Potenzgesetz bzw. ein Polynom dritter Ordnung angenähert
werden kann. Drähte geringerer Materialhärte weisen erhöhten Verschleiß auf, vgl.
Anhang A.1. Wie aus Abbildung 5.5 ersichtlich, kommt es bei hohen Kontaktkräften
zu einem überproportionalem Anstieg des Verschleißvolumens als auch der Streuspan-
ne. Die Variation der Zyklenzahl in Abbildung 5.7 hat ergeben, dass sich zu Beginn
ein hoher abrasiver Verschleiß einstellt, der mit zunehmender Zyklenanzahl abflacht.
Auffallend große Streuungen bei der Zyklenvariation werden nicht festgestellt.
5.2 Umlaufbiegeversuche
Die Durchführung der Umlaufbiegeversuche dient zur Ermittlung der zyklischen Draht-
kennwerte an ölschlussvergüteten Drähten mit und ohne vorherige Wärmebehand-
lung. Da zwischen den Windungen im Endwindungsbereich im allgemeinen eine nicht
kugelgestrahlte Oberfläche vorliegt, werden die Drahtproben keiner speziellen Ober-
flächenverfestigung unterzogen. Entsprechend den Angaben der Drahthersteller [144,
145], können punktuelle Oberflächendefekte von bis zu 40 µm auftreten. Um den Ein-
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fluss rissartiger Oberflächendefekte auf das zyklische Materialverhalten zu untersu-
chen, werden mit einem Ultrakurzpuls-Laser gezielt Oberflächendefekte in Draht-
proben eingebracht. Die Auftragung der Ergebnisse (Grenzschwingspielzahl
NG = 1 ·107) in ein Kitagawa-Diagramm liefert Aufschluss darüber in welchem Maße
rissartige Defekte definierter Größe die Schwingfestigkeit mindern.
5.2.1 Versuchsdurchführung
Die Versuchsdurchführung findet am Umlaufbiegeprüfstand der Technischen Universi-
tät Ilmenau statt. Der Prüfstand besteht aus vier unabhängig voneinander einstellba-
ren Prüfplätzen, s. Abbildung 5.8. Die maximale Prüffrequenz beträgt ca. 80 Hz. Wäh-
rend der Prüfung wird der Draht einer konstanten Krümmung unterworfen. Entspre-
chend der schubstarren Balkentheorie (Bernoullische Annahmen) ist die Krümmung
proportional zum Biegemoment, was dazu führt, dass sich entlang der Drahtachse
ein konstantes Biegemoment ausbildet. Um eine möglichst gleichmäßige Kraftein-
a) b)
Abbildung 5.8: a) Prüfplatz der Umlaufbiegeprüfmaschine mit eingespannter Draht-
probe, b) Risskonfiguration im Draht
und ausleitung zu erhalten, kommen bei der Drahteinspannung Kunststoffhülsen
zum Einsatz. In den Schwingversuchen wird die Defekttiefe am VD-SiCrVNi-Draht
und VD-SiCrV-Draht mit vorangegangener Wärmebehandlung, entsprechend Tabel-
le 5.2, variiert. Um eine statistische Auswertung bei einer Grenzschwingspielzahl von
NG = 1 · 107 durchzuführen, werden die Lastniveaus der Drahtvarianten sukzessiv
angepasst. Für die Defekteinbringung wird ein Ultrakurzpuls-Laser des Typs Tru-
Micro 500 verwendet. Die Pulszeit dieses Verfahrens liegt im Pikosenkundenbereich,
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(OKD) 10 20 60 100
VD-SiCrVNi • • • •
VD-SiCrV WBH • • • • •
was zur Folge hat, dass der Werkstoff schnell verdampft und keine Wärmeeinfluss-
zone erkennbar ist. Die Defektorientierung erfolgt senkrecht zur Drahtachse und die
Defektlänge beträgt l = 300 µm, s. Abbildung 5.8 b). Um möglichst rissähnliche
Fehlstellen zu erhalten, wird die Lichtintensität, die Brennweite und die Anzahl der
Laserimpulse variiert. Längsschliffe der künstlich eingebrachten Defekte sind in Ab-
bildung 5.9 gegenübergestellt. Oberflächenungänzen mit einer Tiefe von 10 µm und
20 µm weisen eine ausgerundete Kontur, Defekte von 60 µm und 100 µm eine deutlich
rissähnlichere Kontur auf.
a) b) c) d)
Abbildung 5.9: Drahtlängsschliffe der künstlich erzeugten Oberflächendefekte mit ei-
ner Defekttiefe von a) a = 10 µm, b) a = 20 µm, c) a = 60 µm und d) a = 100 µm
5.2.2 Auswertung
An den in der Drahtmitte, zwischen den Einspannstellen gebrochenen Proben werden
fraktografische Untersuchungen durchgeführt. Abbildung 5.10 a) zeigt die Bruchfläche
einer Drahtprobe ohne eingebrachten Defekt mit Bruchausgang an der Oberfläche,
Abbildung 5.10 b) die Bruchfläche mit einer künstlichen Defekttiefe von 20 µm. Bei
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den nicht vorgeschädigten Drähten befindet sich der Bruchausgang an der Oberfläche,
bei allen vorgeschädigten Drähten an der Oberfläche der eingebrachten Fehlstelle.
Schwingbrüche aufgrund nichtmetallischer Einschlüsse werden nicht festgestellt. In
a) b)
Abbildung 5.10: Bruchfläche der Drahtproben a) ohne künstlichen Defekt mit Bruch-
lage in der Drahtmitte und Bruchausgang an der Oberfläche, b) Defektiefe 20 µm mit
Bruchlage in der Drahtmitte und Bruchausgang an der künstlichen Defektstelle
Abbildung 5.11 sind die Einzelergebnisse der Drahtvariante VD-SiCrV WBH für die
Defektiefen 10 µm, 20 µm, 60 µm, 100 µm sowie die Referenzergebnisse der Drahtvari-
ante ohne künstlichen Defekt (OKD) eingezeichnet. Brüche im Bereich der Einspan-
Abbildung 5.11: Schwingfestigkeitsergebnisse der künstlich und nicht künstlich vor-
geschädigten Drahtproben aus VD-SiCrV mit vorhergehender Wärmebehandlung
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nung, welche vereinzelt bei der Drahtvariante ohne künstlichen Defekt aufgetreten
sind, werden in der statistischen Auswertung nicht berücksichtigt. Die Grenzschwing-
spielzahl beträgt 1 · 107 Schwingspiele. Im Zeitfestigkeitsbereich erfolgt die statisti-
sche Auswertung anhand des Perlenschnurverfahrens. Über eine Regressionsanalyse
der kleinsten Fehlerquadrate wird zunächst die Neigung der Wöhlerlinie ermittelt, im
nächsten Schritt werden die Versuchspunkte über die Neigung k auf einen beliebigen
Auswertehorizont verschoben und statistisch ausgewertet, s. [100]. Die Regression
erfolgt in Spannungsrichtung und die Auswertung im Übergangsgebiet wird über
das Probit-Verfahren realisiert. Für den Zeitfestigkeitsbereich als auch für das Über-
gangsgebiet (Bereich der Langzeitfestigkeit, Dauerfestigkeit) wird eine logarithmi-
sche Normalverteilung angenommen. Die Schwingfestigkeitsauswertung wird anhand
des Wöhlerlinientyps eins durchgeführt, s. DIN 50100 [28]. Beim VD-SiCrV-Draht
führt eine Defektiefe von 20 µm zu einem Schwingfestigkeitsabfall von 34% und ei-
ne Defektiefe von 100 µm zu einem Abfall von 59%. Die Ergebnisse der statistischen
Auswertung sind in Tabelle B.4 zusammengefasst. Die Streuspannen 1/TS und 1/TN
beschreiben das Verhältnis der Spannungs- bzw. Lebensdauerwerte bei 90% zu 10%




ineinander überführen. Die Eckschwingspielzahl NE beschreibt den Abknickpunkt
der Zeitfestigkeitsgerade. Die Versuchsergebnisse und die 50%-Wöhlerlinien des VD-
SiCrVNi-Drahtes sind in Abbildung 5.12 eingetragen. Auch hier kommt es bei der
Drahtvariante ohne künstlichen Defekt vereinzelt zu Brüchen im Bereich der Ein-
spannung. Die statistische Auswertung ist in Tabelle B.5 zusammengefasst. Beim
VD-SiCrVNi-Draht führt eine Defektiefe von 20 µm zu einer Reduktion der Schwing-
festigkeit um 39% und eine Defektiefe von 100 µm zu einer Verringerung um 60%.
Vergleicht man die nicht vorgeschädigten Drahtvarianten miteinander, dann liegt
die Wechselfestigkeit der VD-SiCrVNi-Drahtprobe um 14% höher als die ermittelte
Wechselfestigkeit der VD-SiCrV-Drahtprobe mit vorhergehender Wärmebehandlung.
Bei einer Defekttiefe von 100 µm verringert sich der Unterschied auf 9%.
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Abbildung 5.12: Schwingfestigkeitsergebnisse der künstlich und nicht künstlich vor-
geschädigten Drahtproben aus VD-SiCrVNi
5.2.3 Bruchmechanische Betrachtung
Bezieht man die dauerfest ermittelten Biegewechselfestigkeiten der künstlich vorge-
schädigten auf die dauerfeste Biegewechselfestigkeit σbW (NG = 1 · 107) der nicht
künstlich vorgeschädigten Drahtprobe σOKDbW und trägt die Werte in Abhängigkeit von
der Defekttiefe a auf, dann erhält man das in Abbildung 5.13 dargestellte Kitagawa-
Diagramm. In der doppellogarithmischen Darstellung reihen sich die 50%-Werte bei-
der Werkstoffe entlang einer Geraden auf. Die Approximation der Versuchspunkte








mit (10 µm < a < 100 µm) . (5.2)
Bei der durchgeführten Approximation beträgt der Korrelationskoeffizient
R2 = 0, 98. Der Abknickpunkt zwischen horizontaler und abfallender Geraden be-
findet sich bei 6 µm und liegt zwischen den in Kapitel 4.5 ermittelten RZ-Werten.
Bei einer Defekttiefe von a = 20 µm sind weniger als 70% und bei a = 100 µm sind
ca. 40% von der ursprünglichen Schwingfestigkeit vorhanden. Liegt im nicht kugelge-
strahlten Bereich der Endwindung ein Oberflächendefekt dieser Größenordnung vor,
dann führt dies zu einer signifikanten Reduktion der örtlichen Beanspruchbarkeit.
Eine Näherungslösung zur Ermittlung des Spannungsintensitätsfaktors einer auf Bie-
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Abbildung 5.13: Kitagawa-Diagramm der Umlaufbiegeversuche bei einer Grenz-
schwingspielzahl von NG = 10 · 106
gung belasteten Welle mit einem senkrecht zur Wellenachse ausgerichteten halbellip-
tischen Oberflächenriss, s. Abbildung 5.14, ist von Murakami in [108] angegeben. Der
Abbildung 5.14: Auf Biegung beanspruchte Welle mit halbelliptischen Oberflächen-
riss, nach [108]





πa · FBW (5.3)
wobei FBW der Formfaktor der biegebeanspruchten Welle darstellt. Nach Murakami
entspricht das Verhältnis des Formfaktors einer biegebeanspruchten Welle FBW zu einer
zugbeanspruchten Welle FZW in guter Näherung dem Verhältnis des Formfaktors einer
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biegebeanspruchten Platte FBP zu einer zugbeanspruchten Platte FZP , daher kann der
Formfaktor einer biegebeanspruchten Welle über die Gleichung




ermittelt werden. Mit β = 2a
l
und λ = l
2d












mit κ = a
d
der Formfaktor einer auf Biegung beanspruchten Platte
FBP = 1, 121− 1, 199κ+ 4, 775κ2 − 1, 628κ3 − 7, 035κ4 + 13, 27κ5 (5.6)
und der Formfaktor einer auf Zug beanspruchten Platte
FZP = 1, 12− 0, 231κ+ 10, 55κ2 − 21, 72κ3 + 30, 39κ4 (5.7)
bestimmen. Für β = a
d
≤ 0, 25 wird in [108] ein Fehler < 10% angegeben. Die appro-
ximierte Lösung gilt bei einer Querkontraktionszahl von ν = 0, 3.
Überführt man die Wechseldauerfestigkeiten mit Hilfe der linear elastischen Bruch-
mechanik (Gleichung 5.3) in ertragbare Spannungsintensitätsfaktoren, dann lässt sich
für die beiden Werkstoffe jeweils ein mittlerer Spannungsintensitätsfaktor berechnen.
Für die Variante VD-SiCrV WBH beträgt der mittlere Spannungsintensitätsfaktor
Kth50% = 4,0 MPa
√
m und für den Werkstoff VD-SiCrVNi Kth50% = 4,3 MPa
√
m.
Die prozentuale Abweichung der mittleren Spannungsintensitätsfaktoren befindet sich
im einstelligen Prozentbereich und kann als nicht ausgeprägt erachtet werden.
Die größte Differenz der umgerechneten Spannungsintensitätsfaktoren bezogen auf
den jeweiligen Mittelwert betragen beim VD-SiCrV-Draht (WBH) 4% und bei VD-
SiCrVNi-Draht 7%. Eine signifikante Rissabhängigkeit liegt somit nicht vor, d. h.
die pysikalische Modellvorstellung der linear elastischen Bruchmechanik kann für die
untersuchten Werkstoffe, Geometriekonfiguration und den betrachteten Risstiefenbe-
reich zutreffend angewendet werden.
48 5 Schwingversuche und tribologische Untersuchungen an Drahtproben
Es lassen sich folgende Erkenntnisse auf den Endwindungsbereich von Schrauben-
druckfedern übertragen:
• Bei den untersuchten Drähten liegen ein werkstoffunabhängiger bezogener Schwing-
festigkeitsabfall und eine hohe Rissempfindlichkeit vor. Daraus folgt, dass Fe-
dern aus ölschlussvergüteten Drähten in ungestrahlten Bereichen eine hohe De-
fektempfindlichkeit aufweisen.
• Anhand des Kitagawa-Diagrammes ist nun der Einfluss von Oberflächende-






Um entsprechend der in Kapitel 3 beschriebenen Vorgehensweise gezielt Federn mit
variierendem Anlageverhalten zu fertigen, Endwindungsbrüche zu provozieren und ein
Zuverlässigkeitskonzept abzuleiten, muss das Kontaktverhalten zwischen den Win-
dungen quantifiziert werden. Da die Maschinenverfügbarkeit der Windemaschine be-
grenzt und die Anzahl der Fertigungsschritte hoch ist, wird ein fertigungsnahes Be-
wertungskriterium zur Beurteilung der Kontaktverhaltens benötigt. Darüber ist eine
Methode zur experimentellen Validierung des numerisch ermittelten Anlageverhaltens
in Kapitel 9 erforderlich. Nachfolgend werden die gängigen Verfahren beschrieben und
mit der neu entwickelten Lichtspaltmethode verglichen.
6.1 Vorhandene Methoden
Etablierte Methoden zur Bewertung des Anlageverhaltens stellen die Beurteilung des
Federratenverlaufs, s. Abbildung 6.1, als auch die Kontaktdetektion mit druckemp-
findlichem Papier, s. Abbildung 6.2, dar. Kommt es während des Einfedervorganges
zu einer Änderung der Federrate, dann lässt sich dies auf ein Abschalten von federn-
den Windungen zurückführen. Ein stetiger Anstieg der Federrate begründet sich in
einem kontinuierlichen Abschalten von federnden Windungen. Ein sprunghafter An-
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Abbildung 6.1: Gegenüberstellung von unterschiedlichen Federratenverläufen
stieg lässt sich auf das Abschalten großer Windungsabschnitte zurückführen und ein
geringfügiger Anstieg lässt auf eine geringe Änderung der federnden Windungsanzahl
schließen. Die Vorgehensweise zur Bestimmung der federnden Windungsanzahl auf
Grundlage der Federrate wird von Otzen in [114] erläutert. Eine Zuordnung der ab-
geschalteten Windungen zum Anfang oder Ende der Feder ist über die Analyse des
Federratenverlaufs nicht möglich.
Eine weitere Möglichkeit zur Beurteilung des Anlageverhalten stellt die Kontakt-
druckdetektion mit druckempfindlichem Papier dar. Druckempfindliches Papier wird
z.B. von Gevorgyan [149] zur Untersuchung der Kontaktdruckverteilung an der Fe-
deraufstandsfläche und der Bewertung der Druckverteilung zwischen den Windungen
verwendet. Wird druckempfindliches Papier mit einer Flächenpressung beaufschlagt,
Abbildung 6.2: Schematischer Aufbau des druckempfindlichen Papiers
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dann platzen die zwischen den beiden Schutzfolien liegenden Farbkapseln auf und die
Entwicklungsschicht färbt sich rot. Für die Messung im Endwindungsbereich muss das
druckempfindliche Papier am Federbeginn über eine Drehbewegung zwischen die Win-
dungen platziert werden, was zu einem lokalen Druckpunkt führt, s. Abbildung 6.2.
Im Gegensatz zum Federratenverlauf kann mit diesem Verfahren eine Differenzierung
zwischen Federanfang und -ende vorgenommen werden. Nachteilig ist, dass über die
Foliendicke das Abwälzverhalten und somit die Aussagegüte beeinflusst werden. Zu-
sätzlich lässt sich mit diesem Verfahren lediglich die Kontakthistorie, nicht aber das
aktuelle Anlageverhalten bei einer definierten Last bewerten.
Mit den vorhandenen Methoden kann das Anlageverhalten nicht lokal und zugleich
bei einer definierten Federkraft bewertet werden, was für die Fertigung von Versuchs-
federn mit gezielt variierendem Anlageverhalten als auch für einen aussagekräftigen
FE-Abgleich im Endwindungsbereich benötigt wird. Vor diesem Hintergrund ist die
Lichtspaltmethode entwickelt worden, s. [98]. Nachfolgend wird der aktuelle Stand
der Messeinrichtung vorgestellt.
6.2 Aufbau Lichtspaltmethode
Der Prüfaufbau ist in Abbildung 6.3 a) dargestellt, die Messung kann sowohl weg- als
auch kraftgesteuert erfolgen. Vor der Prüfung wird die Feder gereinigt und über der
LED-Leuchte im unteren Stempel platziert. Der Außendurchmesser der LED-Leuchte
wird zur Federzentrierung verwendet.
Durch unterschiedliche Kunststoffadapter mit variablem Außendurchmesser (Abstuf-
ungen in Schritten von 0,1 mm) wird eine reproduzierbare Federpositionierung sicher-
gestellt. Nach Einstellung der gewünschten Federbelastung kann über die auf einen
Drehtisch montierte Kamera das Anlageverhalten an der untersuchten Seite bestimmt
werden. Der Drehtisch verfügt über ein selbsthemmendes vorgespanntes Schnecken-
getriebe mit einer Anzeigegenauigkeit von 0,1◦. Das maximale optische Auflösungs-
vermögen des Kamerasystems (Kamera: IDS UI-2250SE-M-GL Rev.3, Sensor: Sony
ICX274AL, telezentrisches Objektiv: IB/E optics TZ5-2x-70-VIS) wird über ein Test-
bild (USAF 1951 Resolution Test Chart) bestimmt und beträgt 4,4 µm. Die Ermitt-
lung des Kontaktanfangs und -endes erfolgt über die Auswertung der Lichtintensität,
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a) b)
Abbildung 6.3: a) Prüfplatz der Lichtspaltvorrichtung mit drehbar gelagerter Ka-
mera, b) Kameraausschnitt des Endwindungsbereichs zur Detektion des Lichtspaltes
anhand der Lichtintensität
s. Abbildung 6.3 b). Vor jeder Messung wird die Nullage des Winkels auf den End-
windungsbeginn am Federanfang bzw. -ende, entsprechend Abbildung A.11, gelegt.
Unter Zuhilfenahme einer Referenzgeometrie wird die Achse der Kamera senkrecht
zur Rotationachse des Drehtisches ausgerichtet. Wie in Abbildung 6.4 dargestellt,
setzt sich die Referenzgeometrie aus einer Scheibe mit fünf Bohrungen und zwei
senkrecht zueinander liegenden Nuten sowie vier Passstiften unterschiedlicher Durch-
messer zusammen. Zur Minimierung der Lageabweichungen wird die Scheibe mit einer
Aufspannung gefertigt.
Nachdem die Referenzgeometrie über die LED-Leuchte ausgerichtet ist, werden die
Passstifte über Endmaße auf das gleiche Abstandsmaß zur Aufstandsfläche gebracht.
Danach wird die Kamera über die Flucht der unterschiedlich dicken Passstifte so
ausgerichtet, dass die Winkel α1 und α3 verschwinden und anschließend wird die
Kamera am Drehtisch fixiert. Bei der Ausrichtung fungiert der dünne Passstift als
Korn und der dicke Passstift als Kimme. Als nächstes wird die Kamera um 90◦ gedreht
und über die Flucht der beiden anderen Passstifte die Lageabweichungen der Winkel
zu α1 = 0,15◦, α2 = 0,3◦ und α3 < 0,1◦ bestimmt. Anhand der Referenzgeometrie wird
eine quantitative Aussage über die geometrische Güte des Messaufbaus ermöglicht.
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Abbildung 6.4: Kameraausrichtung der Lichtspaltvorrichtung über Referenzgeometrie
6.3 Messreproduzierbarkeit Lichtspaltmethode
Um Aufschluss über die Messreproduzierbarkeit der Methode zu erhalten, werden
am Anfang und Ende einer Feder der Variante FV1 und FV4 zehn Messwiederho-
lungen pro Laststufe durchgeführt. Nach Durchlauf der fünf Laststufen werden die
Federn immer vollständig aus der Prüfeinrichtung entnommen. Das Messergebnis für
die Feder der Variante FV1 ist in Abbildung 6.5 und das der Variante FV4 ist in
Abbildung 6.6 aufgetragen. Bei der Variante FV1 beträgt die höchste Differenz zwi-
schen den gemessenen Winkeln ∆φ ≈ 0,3◦, welche am Kontaktbeginn des Federendes
bei 400 N auftritt. Der geringste Unterschied korreliert mit der Anzeigegenauigkeit
des Drehtisches und beträgt ∆φ ≈ 0,1◦. Höhere Differenzen werden bei der Variante
FV4 festgestellt. Die maximale Streuung der Variante FV4 wird am Kontaktende der
zweiten Kontaktstelle des Federendes bei 800 N ermittelt und beträgt ∆φ ≈ 6◦.
Die Kameraufnahmen in Abbildung 6.7 stammen von der zweiten Kontaktstelle der
Variante FV4 am Federanfang und sind bei einer Last von 1000 N aufgenommen
worden. Am Kontaktbeginn, s. Abbildung 6.7 a), stellen sich ein deutlich stärker aus-
geprägter Lichtspalt und eine bessere Messreproduzierbarkeit ein als am Ende der
Kontaktstelle, s. Abbildung 6.7 b). Anhand der beiden Aufnahmen wird ersichtlich,
dass eine Laständerung am Kontaktende mit dem geringfügig ausgebildeten Licht-
spalt eine größere Kontaktschwankung hervorruft, als am Kontaktbeginn mit dem
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Abbildung 6.5: Messreproduzierbarkeitsuntersuchung zum Anlageverhalten an einer
Feder der Variante FV1 bei einem Stichprobenumfang von 10 Federn
Abbildung 6.6: Messreproduzierbarkeitsuntersuchung zum Anlageverhalten an einer
Feder der Variante FV4 bei einem Stichprobenumfang von 10 Federn
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deutlich stärker ausgebildeten Lichtspalt. Kontaktstellen mit schwächer ausgeprägten
Lichtspalten reagieren im Kontaktverhalten sensitiver auf fertigungsbedingte geome-
trische Schwankungen als Kontaktstellen mit stärker ausgeprägten Lichtspalten.
a) b)
Abbildung 6.7: Kameraaufnahme einer Feder von der Variante FV4 am Federanfang
der zweiten Kontaktstelle bei einer Last 1000 N a ) Kontaktbeginn mit stark ausge-
prägtem Lichtspalt, b) Kontaktende mit schwach ausgeprägten Lichtspalt
6.4 Zusammenfassung Bewertung Anlageverhalten
Anhand des beschriebenen Prüfaufbaus ist die optische und die geometrische Güte
der Messeinrichtung bewertbar. Die Auswertung unterschiedlicher Endwindungsgeo-
metrien und Lastzustände zeigt, dass eine hinreichende Reproduzierbarkeit vorliegt.
Zusätzlich wird ersichtlich, dass Unterschiede in der Streuung durch die unterschied-
lichen Lichtspaltausbildungen hervorgerufen werden, welche wiederum von der Feder-
geometrie und der Federkraft abhängen. Die Unterschiede zu den bisher etablierten
Methoden sind nachfolgend aufgelistet:
• Im Gegensatz zu den gängigen Methoden zur Bewertung des Windungsabschal-
tens, kann mit der Lichtspaltmethode eine lokale und zugleich lastabhängige
Bewertung des Anlageverhaltens durchgeführt werden.
• Durch die neu entwickelte Methode ist es möglich, gezielter Versuchsfedern mit
variierendem Anlageverhalten zu fertigen und über Schwingversuche den Ein-
fluss des Anlageverhaltens auf die Endwindungsbruchanfälligkeit experimentell
herauszuarbeiten.
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• Diese Methode eignet sich im Gegensatz zu numerischen Verfahren auch zur fer-
tigungsnahen Beurteilung des Anlageverhaltens, insbesondere zur Beurteilung
der Fertigungsstreuung.
• Die Lichtspaltmethode ermöglicht einen höherwertigen FE-Abgleich im End-






Ziel des Versuchsprogrammes ist es, den Schadensmechanismus „Endwindungsbruch
durch Kontaktermüdung“ gezielt zu reproduzieren und zu quantifizieren. Aufgrund
der Schadensursache, s. Kapitel 2.4, und den Überlegungen in Kapitel 3 zum Kontakt-
verhalten im Endwindungsbereich, werden Federn mit variierendem Anlageverhalten
zwischen angeschliffener und erster federnder Windung gefertigt und im Schwingver-
such, s. Kapitel 8, geprüft. In Kapitel 7.1 werden die Versuchsplanung und die Fe-
derfertigung vorgestellt. Da eine Beeinflussung der globalen Federeigenschaften durch
die Variation des Anlageverhaltens nicht ausgeschlossen werden kann, werden die Ei-
genschaften der Federvarianten experimentell erfasst, s. Kapitel 7.2 bis Kapitel 7.7.
Kapitel 7.8 beinhaltet die Fertigungsstreuung des Anlageverhaltens.
7.1 Versuchsprogramm und Federfertigung
Die Fertigung der Versuchsfedern erfolgt in Zusammenarbeit mit dem Federherstel-
ler Scherdel GmbH. Ziel ist es Musterfedern zu entwerfen, die ein punktuelles, ein
stark abwälzendes Anlageverhalten, eine unterbrochene Tragspur und Unterschiede
im Kontaktwinkel aufweisen. Anschließend werden pro Variante 500 Federn gefertigt
und die Fertigungsstreuung, entsprechend den nachfolgenden Kapiteln, charakteri-
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siert. Alle fünf Federvarianten (FV1 bis FV5) werden aus dem ölschlussvergütetem
Coil hergestellt, welcher für die VD-SiCrVNi-Drahtuntersuchungen in Kapitel 4 und
Kapitel 5 verwendet worden ist.
In den jüngeren Forschungsarbeiten, z.B. [75, 126], sind Endwindungsbrüche bei un-
terschiedlichen Schwingspielzahlen festgestellt worden. Um einen möglichst großen
Schwingspielzahlbereich in vertretbarer Zeit untersuchen zu können, erfolgt die Fe-
derprüfung mit Reicherter Prüfmaschinen. Der Vorteil dieser Prüfmaschine besteht
darin, dass eine Vielzahl an Federn und somit mehrere Federvarianten gleichzeitig
geprüft werden können. Im Gegensatz zu einer Bosch-Schwinge [67], bei der mehrere
Federhübe gleichzeitig geprüft werden, erfolgt die Federprüfung auf einer Reicherter
Resonanzprüfmaschine mit einem konstanten Hub. Damit es möglich ist, mehrere
Federvarianten gleichzeitig und ohne das ungleichmäßige Auftreten von Innenrand-
brüchen bis zu einer Grenzschwingspielzahl von NG = 300·106 zu prüfen, darf sich die
mittlere Federrate der Varianten nicht sonderlich unterscheiden. Zusätzlich muss die
mittlere Federrate so hoch sein, dass die Federn während der Prüfung das Setzmaß
nicht unterschreiten noch dass der erforderliche Federhub die Grenzen der Prüfma-
schine überschreitet. Vor dem Hintergrund dieser Überlegungen werden die Anforde-
rungen an die Federfertigung dahingehend erweitert, dass die mittleren Federraten
über 80 N mm−1 liegen und die Unterschiede zwischen den Varianten gering sein müs-
sen.
Zur Herstellung des Federkörpers kommt eine Windemaschine des Typs Ful41 von
Wafios mit parallelem Steigungswerkzeug und linearem Drahtabkantverfahren zum
Einsatz. Nach dem Winden werden die Federn, entsprechend des herstellerspezifi-
schen SOF-HSI Fertigungsprozesses, einer Wärmebehandlung oberhalb der Austeni-
tisierungstemperatur unterzogen. Das Schleifen der Federenden wird auf einer Dorn
DR400/VE Schleifmaschine durchgeführt und das Kugelstrahlen erfolgt auf einer An-
lage des Typs Rösler RMBC 1.1. Um eine möglichst gute Schwingfestigkeit an der
Drahtinnenseite zu erhalten, werden die Federn zunächst mit arrondiertem Stahlkorn
von 0,6 mm und danach mit 0,4 mm gestrahlt. Danach werden die Federn bei einer
Temperatur zwischen 250 ◦C und 290 ◦C auf Ls = 23,5 mm warm gesetzt.
Eine grobe Klassifizierung des Anlageverhaltens der gefertigten Musterfedern, hin-
sichtlich der geforderten Kontaktausprägungen, ist in Tabelle 7.1 zusammengefasst.
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Tabelle 7.1: Klassifizierung des Anlageverhaltens der Musterfedern
Federvarianten Ausprägung Anlageverhalten
FV1 punktelles Anlageverhalten




starke Zunahme der Anlagefläche
FV5
unterbrochenes Anlageverhalten,
starke Zunahme der Anlagefläche
Das Anlageverhalten der Musterfedern in Abhängigkeit der Federkraft, welches mit
der in Kapitel 6 beschriebenen Methode ermittelt worden ist, zeigt Abbildung 7.1.
Ausgewertet wird das Abwälzverhalten am Federanfang und -ende, bei Federkräften
Abbildung 7.1: Anlageverhalten der Musterfedern bei unterschiedlichen Federkräften
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von 200 N, 600 N sowie 1000 N. Variante FV1 weist im Gegensatz zu den Varianten
FV2 und FV3 auch bei einer Last von 1000 N nur eine Kontaktsstelle auf. Zur frühzei-
tigen Ausbildung von zwei Kontaktstellen und einer sich während der Laständerung
stark verlagernden zweiten Kontaktstelle kommt es bei Variante FV4. Deutliche Un-
terschiede zwischen dem Abwälzverhalten am Federanfang und -ende liegen bei der
Musterfeder von Variante FV5 vor. Die Analyse des Anlageverhaltens zeigt, dass das
geforderte Ziel, die Fertigung von Schraubendruckfedern mit punktuellem, unterbro-
chenem und abwälzendem Verhalten unterschiedlicher Ausprägung, erreicht ist.
7.2 Federgeometrie
Mit dem Messsystem F435 von imess erfolgt die optische Ermittlung der Gesamt-
windungsanzahl, wobei der Stichprobenumfang auf zehn Federn je Variante festge-
legt wird. In Abbildung 7.2 a) ist die optisch ermittelte Gesamtwindungsanzahl mit
der aus einer computertomographischen Messung abgeleiteten Windungsanzahl ge-
genübergestellt. Die größte Differenz zwischen den beiden Messmitteln ist kleiner
a) b)
Abbildung 7.2: Gegenüberstellung a) Gesamtwindungsanzahl, b) äußerer Federdurch-
messer
0,05 Windungen und die Gesamtwindungsanzahl der Federvarianten liegt zwischen
5,95 und 6,4 Windungen. Unterschiede in der Gesamtwindungsanzahl ergeben sich
durch die Anforderungen an die Federfertigung, s. Kapitel 7.1. In Abbildung 7.2 b)
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sind die minimalen und maximalen äußeren Federdurchmesser der Varianten darge-
stellt. Die gemessenen Werte liegen zwischen 18,8 mm und 19,1 mm. Unterschiede im
Anschliffwinkel können Abbbildung 7.3 a) entnommen werden und die auf den Draht-
durchmesser bezogenen Drahtendendicken sind in Abbbildung 7.3 b) aufgetragen. Die
a) b)
Abbildung 7.3: Gegenüberstellung a) Schleifwinkel, b) bezogene Drahtendendicke
Unterschiede der Schleifwinkel liegen innerhalb des nach DIN EN 15800 [33] zulässi-
gen Bereichs von β = 270◦+ 60◦. Die bezogenen Drahtendendicken der Variante FV2
und Variante FV3 liegen an der unteren und die bezogenen Drahtendendicken von Va-
riante FV1 liegen an der oberen fertigungsüblichen Grenze. Der Stichprobenumfang
zur Ermittlung des äußeren Federdurchmessers, der Schleifwinkel und der Drahten-
dendicke beträgt jeweils zehn Federn. Wie aus Abbildung A.18 zu entnehmen ist,
liegt die maximale Differenz zwischen den gemittelten Federlängen bei 0,6 mm und
im Mittel über alle Varianten bei L0 = 35,9 mm.
Zur Ermittlung der Federhöhe bzw. des Windungsabstandes wird das optische Mess-
system LED3D100 von Microstudio verwendet. Über die Kamera zur Federpositionie-
rung und dem Spiegel, s. Abbildung 7.4, wird die Feder zentrisch auf dem Drehteller
ausgerichtet. Durch Drehung der Feder wird der Federbeginn auf den Messbeginn
ausgerichtet. Über Drehung der Aufstandsplatte in Schritten von 2◦ werden die Hö-
he h und der äußere Federdurchmesser Da in Abhängigkeit des Winkels φ ermittelt.
Um den kompletten Endwindungsverlauf der Gegenseite zu erhalten, wird die Feder
nach der ersten Messung gedreht und vom anderen Ende aus erneut vermessen. Der
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Abbildung 7.4: Aufbau der optischen Messeinrichtung LED3D Microstudio
Höhenverlauf ist für den Federanfang in Abbildung 7.5 und der Windungsabstand
in Abbildung 7.6 dargestellt. Die Verläufe der Federspur und der Windungsabstände
Abbildung 7.5: Gegenüberstellung der Höhe in Abhängigkeit des Winkels für die
Federvarianten am Federanfang
für das Federende finden sich in Abbildung A.25 und Abbildung A.26. Für die statis-
tische Auswertung in Ordinatenrichtung wird eine Normalverteilung angenommen,
der Stichprobenumfang beträgt 50 Federn pro Variante und Seite. Das eingezeich-
nete Streuband kennzeichnet den zweiseitigen Schwellenwert von 90%, d.h. 90% der
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gemessenen Werte liegen innerhalb des Streubandes. Alle Federvarianten lassen sich
am Federanfang als auch am Federende durch ein Streuband erfassen.
Abbildung 7.6: Gegenüberstellung des Windungsabstandes in Abhängigkeit des Win-
kels für die Federvarianten am Federanfang
Die Vermessung der Federgeometrien zeigt, dass die Werte über alle Varianten eine
ähnliche Streuung aufweisen. Größere Unterschiede zwischen den Varianten stellen
sich bei der Drahtendendicke, beim Höhenverlauf bzw. dem Windungsabstand der
Federgeometrie ein. Die Gesamtwindungsanzahl variiert um ca. 0,4 Windungen. An-
zumerken ist, dass die Drahtendendicke der Varianten FV2 und FV3 vergleichsweise
niedrig ist. Bei freier Gestaltungsmöglichkeit der Endwindungsgeometrie werden gän-
gigerweise dickere Drahtenden bevorzugt, um einem Abbrechen der angeschliffenen
Windung während des Betriebs vorzubeugen.
7.3 Werkstoff- und Oberflächenbeschaffenheit im
Endwindungsbereich
Vor dem Hintergrund des mehrstufigen Federherstellungsprozesses mit den plasti-
schen Verformungs- und Wärmebehandungsschritten erfolgt zusätzlich zur Halbzeug-
64 7 Versuchsprogramm und experimentelle Charakterisierung der Prüffedern
charakterisierung die Untersuchung des Werkstoff- und Oberflächenzustandes im End-
windungsbereich. Durch das Aufprallen des Strahlgutes auf die Oberfläche kommt es
zur Randschichtverfestigung und zur Ausbildung von Druckeigenspannungen an als
auch unterhalb der Oberfläche. Hierdurch wird eine deutliche Steigerung der Schwing-
festigkeit erreicht, s. [74, 130]. Bei angelegten Endwindungen gelangt das Strahlgut
während des Kugelstrahlens nur begrenzt zwischen angeschliffene und erste federnde
Windung. Zur Ermittlung der Oberflächenbereiche unterschiedlicher Beanspruchbar-
keiten werden pro Variante fünf Federn an den Endwindungen aufgetrennt und über
eine lichtmikroskopische Auswertung der Winkel des nicht kugelsgestrahlten Bereichs
φNKB ermittelt, s. Abbildung 7.7. Der größte nicht kugelgestrahlte Bereich stellt sich
Abbildung 7.7: Gegenüberstellung der nicht kugelgestrahlten Oberflächenbereiche
bei Variante FV4 ein. Am Federanfang beträgt das arithmetische Mittel φNKB = 82◦
und am Federende φNKB = 85◦. Die Mittelwerte des nicht kugelgestrahlten Bereichs
von den Varianten FV1 bis FV3 unterscheiden sich um ca. 10◦ voneinander und die
Winkel sind in etwa halb so groß wie bei Variante FV4. Die größte Streuung mit
10◦ wird am Federanfang der Variante FV5 festgestellt. Da die Federvarianten unter
den identischen Bedingungen gestrahlt worden sind, lassen sich Unterschiede im nicht
kugelgestrahlten Bereich auf die verschiedenen Geometrien zurückführen.
Entsprechend Abbildung 7.8 werden an allen Varianten beidseitige Schliffe quer zum
Federdraht angefertigt und für eine Gefügeuntersuchung angeätzt. Exemplarisch ist
in Abbildung 7.9 der geätzte Querschliff der Variante FV1 am Federende dargestellt,
die übrigen Schliffbilder sind im Anhang (Abbildung A.2 bis Abbildung A.10) auf-
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geführt. Die Federvarianten weisen ein homogenes, martensitisches Gefüge auf. We-
sentliche Unterschiede zwischen den Varianten können nicht festgestellt werden. Im
Kontaktbereich werden Oxidschichten mit einer Dicke von bis zu 3 µm detektiert.
a) b)
Abbildung 7.8: a) Übersicht Schlifflage, b) Schnittorientierung quer zum Draht mit
angeschliffener Windung oben und erster federnder Windung unten
Abbildung 7.9: Querschliff der Variante FV1 am Federende
Abbildung 7.10 zeigt den Härteverlauf am Federanfang und -ende der fünf Varian-
ten. Um nach DIN EN ISO 6507-1 [35] einen hinreichend großen Abstand zwischen
den Messpunkten zu erhalten, erfolgt die Aufnahme der Messpunkte in drei leicht
zueinander versetzten Messreihen. An allen Federn bildet sich eine homogene Härte-
verteilung aus. Die Variation zwischen den einzelnen Varianten ist gering, die Mittel-
werte liegen zwischen 614 HV0, 1 und 642 HV0, 1, s. Tabelle B.3. Der Mittelwert des
VD-SiCrVNi-Drahtes beträgt 644 HV0, 1 und unterscheidet sich geringfügig von den
Werten der fünf Federvarianten. Größere Unterschiede zwischen den Varianten wer-
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Abbildung 7.10: Härteverlauf im Kontaktbereich der ersten federnden Windung
den weder bei den Gefügeuntersuchungen noch bei den Härteverläufen festgestellt.
Ein gleiches Ergebnis stellt sich beim Vergleich des Ausgangsmaterials mit den Ma-
terialeigenschaften der Federn ein. Da die Materialhärte und Schwingfestigkeit nicht
unabhängig voneinander sind, s. z.B. [45], kann mit den Schwingfestigkeitserkennt-
nissen der VD-SiCrVNi-Drahtversuche auf das zyklische Materialverhalten im nicht
kugelgestrahlten Bereich der Endwindung geschlossen werden.
7.4 Eigenspannungsbestimmung
Die Eigenspannungsuntersuchung erfolgt auf einem Seifert Analytical X-Ray XRD
3003 Diffraktometer. Der Kollimator besitzt eine Beryllium Spitze und der Mess-
fleckdurchmesser beträgt 50 µm. Im Rahmen der Untersuchung werden unterschied-
liche Messorte und Messrichtungen ausgewertet sowie der Einfluss unterschiedlicher
Schwingspielzahlen und Endwindungsgeometrien auf die Eigenspannung ermittelt.
Der Stichprobenumfang wird auf drei Federn pro Messvariante festgelegt. Zunächst
werden Eigenspannungen in der Endwindungskerbe (EWK), im kugelgestrahlten (KB)
und im nicht kugelgestrahlten (NKB) Bereich der ersten federnden Windung, s. Ab-
bildung 7.11, sowohl an als auch unterhalb der Oberflächen ermittelt. Die Messungen
werden, sofern nicht explizit erwähnt, an ungeprüften Federn durchgeführt und die
Messrichtung erfolgt axial zum Federdraht.
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Abbildung 7.11: Draufsicht auf die Kontaktstelle der ersten federnde Windung mit
den Messorten zur Eigenspannungsbestimmung
Abbildung 7.12 zeigt den Eigenspannungsverlauf am Federanfang und Federende von
Variante FV3. Die Ermittlung wird an der Endwindungskerbe und im nicht kugelge-
strahlten Bereich bei Abtragstiefen von 0 µm, 20 µm, 60 µm und 100 µm durchgeführt.
Ein Materialabtrag hat Eigenspannungsumlagerungen zur Folge, da der ursprünglich
Abbildung 7.12: Eigenspannungsverlauf der Variante FV3 am Federanfang und -ende
mit Messorten an der Endwindungskerbe und im nicht kugelgestrahlten Bereich
dreidimensionale Spannungszustand unterhalb der Oberfläche durch den Materialab-
trag in einen ebenen Spannungszustand (kraftfreie Oberfläche) überführt wird. Diese
Spannungsumlagerung wird mit zunehmender Tiefe größer und die Messqualität ge-
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ringer. Im Bereich der Endwindungskerbe werden zunächst an der Oberfläche positi-
ve Eigenspannungen gemessen, danach bilden sich bei 20 µm Druckeigenspannungen
zwischen 300 MPa und 600 MPa aus, welche sich mit zunehmender Abtragstiefe den
Eigenspannungen des nicht kugelgestrahlten Bereichs annähern. Unabhängig von der
Federseite bilden sich im nicht kugelgestrahlten Bereich leichte Druckeigenspannun-
gen aus. Der Eigenspannungsverlauf im nicht kugelgestrahlten Bereich zeichnet sich
im Vergleich zur Endwindungskerbe durch einen homogeneren Verlauf aus. Eine Dif-
ferenzierung zwischen Federanfang und Federende zeigt sich nicht.
Um Informationen über die Eigenspannungsorientierung zu erhalten, werden an der
Endwindungskerbe von Variante FV2 Messungen axial, unter 45◦ und quer zum Fe-
derdraht durchgeführt, s. Abbildung 7.13. Im Rahmen der Messstreuung kann kein
ausgeprägter Unterschied zwischen den einzelnen Messrichtungen festgestellt werden,
es liegt ein ungerichteter Spannungszustand vor.
Abbildung 7.13: Eigenspannungsverlauf der Variante FV2 an der Endwindungskerbe
bei unterschiedlichen Messrichtungen
Für die Bewertung wiederholter Überrollbeanspruchungen auf die Eigenspannungs-
ausbildung, werden bei Variante FV1 am Federende Messungen an ungeprüften Fe-
dern und geprüften Federn, die nach N = 200·106 Schwingspielen aus der Prüfmaschi-
ne entnommen wurden, durchgeführt. Wie der Abbildung 7.14 zu entnehmen ist, ent-
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spricht die Messstelle MS1 ungefähr dem Messort an der Endwindungskerbe (EWK)
und die Messstelle MS2 dem Messort im nicht kugelgestrahlten Bereich (NKB).
Im ungeprüften Zustand stellen sich an der Oberfläche der Endwindungskerbe Zug-
eigenspannungen zwischen 250 MPa und 400 MPa ein. Mit zunehmender Tiefe tritt
eine Verringerung der Eigenspannungen auf und es kommt zur Ausbildung von Druck-
eigenspannungen. Die Messungen nach N = 200·106 Lastwechseln zeigen, dass sich an
beiden Messorten an der Oberfläche Druckeigenspannungen zwischen 750 MPa und
1250 MPa einstellen, welche sich mit fortschreitender Abtragstiefe verringern und bei
100 µm zwischen 100 MPa und 550 MPa liegen. Im nicht kugelgestrahlten Bereich
bilden sich Druckeigenspannungen zwischen 100 MPa und 500 MPa aus. Die größten
Eigenspannungsumlagerungen sind an der Oberfläche feststellbar.
Abbildung 7.14: Eigenspannungsverlauf der Variante FV1 nach N=0 und N = 200·106
Lastwechseln
In Abbildung 7.15 ist der Eigenspannungsverlauf der Federvarianten am Federende
für die drei Auswerteorte aufgetragen. Bei einer Abtragstiefe von 0 µm weisen al-
le Varianten an der Endwindungskerbe Zugeigenspannungen im Bereich von 0 MPa
bis 400 MPa auf. Tendenziell stellt sich bei 20 µm eine Eigenspannungsreduktion
und im weiteren Verlauf eine Eigenspannungsstabilisierung ein. Auffallend ist die ho-
he Druckeigenspannungsstreuung, welche zwischen 150 MPa und 900 MPa liegt. Ein
Einfluss der Federgeometrie auf die Tendenz der Eigenspannungsausbildung kann
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aufgrund der Streuung der Einzelmessungen nicht festgestellt werden. Im nicht ku-
gelgestrahlten Bereich zeigt sich über alle Varianten ein homogener Tiefenverlauf mit
Druckeigenspannungen zwischen 100 MPa und 500 MPa. Die Druckeigenspannungen
im kugelgestrahlten Bereich sind deutlich höher und liegen zwischen 650 MPa und
1200 MPa. Die gemessenen Werte im kugelgestrahlten Bereich korrelieren mit den
Eigenspannungsuntersuchungen an kugelgestrahlten Federn aus 54SiCr6 von Gissin-
ger [52].
Abbildung 7.15: Eigenspannungsverlauf der Federvarianten bei unterschiedlichen
Messorten und einer Messrichtung axial zum Federdraht
Aus der Eigenspannungsbestimmung im Endwindungsbereich lassen sich folgende
Erkenntnisse ableiten:
• Die Eigenspannungsuntersuchungen zeigen, dass der qualitative Eigenspannungs-
verlauf hauptsächlich vom Messort und weniger von den Federvarianten, der
Federseite bzw. der Messrichtung abhängt.
• Der Vergleich zwischen den Eigenspannungen im geprüften und ungeprüften
Zustand zeigt, dass bevorzugt im oberflächennahen Bereich eine Spannungsum-
lagerung hin zu erhöhten Druckeigenspannungen stattfindet.
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7.5 Reaktionskräfte an der Federaufstandfläche
Die Ermittlung der Reaktionskräfte erfolgt auf einer Querkraftmesseinrichtung bei
der Firma Mubea Motorkomponenten GmbH. Für die Messung der Querkräfte wer-
den die Federn beidseitig über eine Innenzentrierung geführt. Bei allen Federvariante
können die Abweichungen der Federkräfte bei vorgegebenen Weg dem Gütegrad 1
entsprechend DIN 2095 [23] zugeordnet werden. In Abbildung 7.16 a) ist der mittlere
Federratenverlauf während des Einfedervorganges dargestellt.
a) b)
Abbildung 7.16: a) mittlerer Federratenverlauf in Abhängigkeit der Federlänge, b)
Betrag und Orientierung der Querkraft am Federanfang zwischen 0 N und 100 N,
Federanfang bei 0◦
Pro Variante beträgt der Stichprobenumfang zehn Federn. Die größten Unterschiede
zwischen den Varianten stellen sich bei geringer, als auch bei sehr großen Feder-
längen ein, bei mittlerer Federlänge bildet sich ein annähernd konstanter Verlauf,
größer 80 Nmm−1, aus. Der Betrag und die Orientierung der Querkraft sind in Ab-
bildung 7.16 b) in einem Polarkoordinatendiagramm bis zu einer axialen Federkraft
von 1000 N aufgetragen. Vor jeder Messung wird die Schnittkante am Federanfang
auf 0◦ ausgerichtet. Der Abstand vom Ursprung beschreibt die Querkrafthöhe. Bei
den Varianten FV1 und FV2 treten im Gegensatz zu den Varianten FV3 bis FV5 ge-
ringe Richtungsänderungen in der Querkraft auf. Eine vollständige Richtungsumkehr
der Querkraft stellt sich bei den Varianten FV3 und FV5 ein. Abbildung 7.17 zeigt
den Betrag der Querkraft FQ in Abhängigkeit der axialen Federkraft F . Pro Variante
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Abbildung 7.17: Querkraft (Mittellage und Streuband) in Abhängigkeit der axialen
Federkraft
werden zehn Federn ausgewertet. Die Visualisierung in Form der 50%-Linie und eines
zweiseitigen Streubandes von 90% erfolgt unter Zugrundelegung einer Normalvertei-
lung der Querkraft. Bei einer axialen Federkraft von 500 N weisen die Varianten FV1
und FV2 deutlich höhere Querkräfte auf als die übrigen Varianten. Variante FV3
verzeichnet bei geringer Federkraft zunächst einen Querkraftanstieg, nach ca. 150 N
erfolgt eine Reduzierung der Querkraft und ab ca. 500 N steigt die Querkraft wieder
an. Solch ein Verlauf, wenn auch deutlich schwächer ausgeprägt, ist auch bei Variante
FV5 zu beobachten. Geringe Querkräfte treten bei Variante FV4 auf, so beträgt die
mittlere Querkraft bei einer Federkraft von 1000 N lediglich 3% der axialen Federkraft.
Im Bereich mittlerer Federkräfte weisen die Federvarianten größere Unterschiede im
Querkraftverlauf auf, bei erhöhter Federkraft betragen die Querkräfte weniger als 10%
der axialen Federkraft. Die Querkraftausbildung der Federvarianten liegt im Bereich
gängiger Werte.
7.6 Abziehkraft an der Kontaktstelle
In Abhängigkeit von den federherstellerspezifischen Windemaschineneinstellungen
kommt es bei der Herstellung von Federn mit angelegten Endwindungen zur Aus-
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bildung unterschiedlich hoher Anpresskräfte zwischen angeschliffener und erster fe-
dernder Windung. Um ein Maß für die Kontaktkraft zwischen den Windungen zu
erhalten, wird an den Federvarianten die Abziehkraft mit Hilfe eines Fühlerlehren-
bandes (Dicke 0,01 mm) ermittelt. Für die Messung werden die Federn senkrecht zur
Abziehrichtung über eine Einspannung befestigt, sodass keine Einspannkräfte an der
zu messenden Federseite wirksam sind, s. Abbildung 7.18.
Abbildung 7.18: Abziehkraft zwischen den Windungen
Zur Gewährleistung gleichbleibender Reibbedingungen werden die Federn und das
Fühlerlehrenband vor Versuchsbeginn mit Ethanol gereinigt. Die Ermittlung der Ab-
zugskraft erfolgt weggesteuert auf einer Zwick Prüfmaschine mit einer 100 N Kraft-
messdose. Wie den Messergebnissen zu entnehmen ist, liegt die Abziehkraft im Gleit-
zustand in etwa zwischen 0,2 N und 2 N. Die Abziehkraft FAb wird über das Cou-
lombsches Reibgesetz
FAb = µ · FAn (7.1)
in die Anlagekraft FAn überführt. Bei Festkörperreibung wird von Czichos und Habig
in [17], wie auch von Santner in [133], ein Reibwertbereich zwischen 0,1 und >1 an-
gegeben. Im unbelasteten Zustand wird unter Zugrundelegung eines Reibwertes von
µ = 0, 1 die auftretende minimale und maximale Kontaktkraft zwischen den Win-
dungen abgeschätzt, welche in etwa zwischen 2 N und 20 N liegt.
Beim Vergleich der mittleren Federraten mit den Anlagekräften im unbelasteten Zu-
stand, s. Kapitel 7.6, wird ersichtlich, dass schon bei geringer Einfederung die Fe-
derkraft größer ist als die Anlagekraft im unbelasteten Zustand. Die im unbelasteten
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Zustand vorliegenden Anlagekräfte haben somit einen vernachlässigbaren Anteil an
der Gesamtfederbeanspruchung.
7.7 Kontaktdruckverteilung an der Aufstandsfläche
Zur Detektion der Kraftein- bzw. ausleitung an der Federaufstandsfläche, wird die
Kontaktdruckverteilung am Federanfang und -ende ermittelt. Wie in Kapitel 6.1 er-
läutert, kann mit dem druckempfindlichen Papier immer nur die Kontakthistorie er-
mittelt werden und nicht die Kontaktdruckverteilung bei einer diskreten Federkraft.
Exemplarisch zeigt Abbildung 7.19 die Kontaktdruckverteilung bei einer Last von 0 N
bis 1000 N. Die Kontaktdruckverteilungen für 0 N bis 200 N und 0 N bis 600 N sind
in Abbildung A.16 und Abbildung A.17 aufgeführt. Bei allen Federvarianten erfolgt
die Kraftübertragung über zwei mehr oder weniger stark ausgeprägte Kontaktflächen
welche um ca. 180◦ zueinander versetzt sind. Am Federbeginn weisen die Varianten
FV1 bis FV3 eine kleinere Kontaktfläche auf als die übrigen Varianten.
Abbildung 7.19: Kontaktdruckverteilung an der Federaufstandsfläche bei einer Feder-
kraft von 0 N bis 1000 N, oben Federanfang (FA), unten Federende (FE)
7.8 Anlageverhalten
Das Anlageverhalten der Windungen im belasteten Zustand wird nach der in Ka-
pitel 6.2 beschriebenen Lichtspaltmethode ermittelt. Um Rückschlüsse auf die Fer-
tigungsstreuung zu erhalten, werden zehn Federn pro Variante vermessen. Am Fe-
deranfang und -ende erfolgen die Messungen in Lastschritten von 200 N. In den
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Diagrammen bezeichnet die vertikale Linie (Daten aus Abbildung 7.7) die Grenze
zwischen nicht kugelgestrahlter und kugelgestrahlter Oberfläche. Im kugelgestrahl-
ten Bereich liegen deutlich höhere Druckeigenspannungen (s. Kapitel 7.4) vor, was
örtlich verbesserte Schwingfestigkeitseigenschaften zur Folge hat. Vor diesem Hinter-
grund sind Kontaktstellen im nicht kugelgestrahlten Bereich als kritischer zu erachten.
Unabhängig von der Belastung bildet sich bei Variante FV1 am Federanfang und
-ende eine Kontaktstelle aus, s. Abbildung 7.20. Eine Zunahme der Kraft hat einen
leichten Anstieg des Kontaktwinkels zur Folge. Abbildung 7.21 zeigt das Anlagever-
Abbildung 7.20: Anlageverhalten der Variante FV1
halten der Variante FV2. Bei einer Last von 1000 N kommt es am Federanfang im
Gegensatz zum Federende zur Ausbildung einer zweiten Kontaktstelle. Das Federende
zeichnet sich bei hoher Last durch einen um etwa verdoppelten Kontaktwinkel aus.
Das Kontaktverhalten der Variante FV3, s. Abbildung 7.22, weist in guter Nähe-
rung ein symmetrisches Anlageverhalten auf. Bei dieser Variante kommt es schon bei
einer Federkraft von 800 N zur Ausbildung einer zweiten Kontaktstelle. Die zweite
Kontaktstelle weist eine erhöhte Fertigungsstreuung und ein ausgeprägtes Abwälz-
verhalten auf. Das Anlageverhalten der Variante FV4 ist für Federanfang und -ende
in Abbildung 7.23 dargestellt. Ab einer Last von 400 N kommt es auf beiden Seiten
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Abbildung 7.21: Anlageverhalten der Variante FV2
Abbildung 7.22: Anlageverhalten der Variante FV3
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Abbildung 7.23: Anlageverhalten der Variante FV4
zur Ausbildung einer zweiten Kontaktstelle. Eine weitere Laststeigerung hat zur Fol-
ge, dass sich der Kontaktwinkel an der ersten Anlagestelle reduziert, an der zweiten
Anlagestelle vergrößert und zu höheren Winkeln verschiebt. Bei einer Last von 400 N
weisen am Federende zwei von zehn Federn einen durchgehenden Kontaktwinkel auf.
An dieser Stelle und bei einer Federkraft von 400 N lassen sich nicht alle Federn
durch ein einheitliches Streuband abbilden, da der Übergang von einer Kontaktstelle
auf zwei Kontaktstellen bei leicht unterschiedlichen Federkräften stattfindet. Bei den
übrigen Auswertelasten ist die Fertigungsstreuung über einheitliche Streubänder dar-
stellbar. In Abbildung 7.24 und Abbildung 7.25 sind die Ergebnisse der Variante FV5
in Form der Einzelmessungen für Federanfang und Federende aufgetragen. Aufgrund
der stark variierenden Kontaktwinkel, hinsichtlich Kontaktbeginn und -ende, wird von
einer Ermittlung eines Streubandes abgesehen. Am Federende zeigt sich ab 800 N ein
uneinheitliches Anlageverhalten und teilweise findet eine Brückenbildung statt.
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Abbildung 7.24: Anlageverhalten von zehn Einzelfedermessungen der Variante FV5
am Federanfang
Abbildung 7.25: Anlageverhalten von zehn Einzelfedermessungen der Variante FV5
am Federende
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Aus der Analyse des Anlageverhaltens lassen sich die folgende Schlüsse ableiten:
• Vor dem Hintergrund des im Allgemeinen nichtlinearen Abwälzverhaltens muss
die Ermittlung des Anlageverhaltens bei unterschiedlichen Federkräften durch-
geführt werden.
• Aus den Analysen wird deutlich, dass es innerhalb einer Maschineneinstel-
lung möglich ist, Federn mit leicht variierendem Anlageverhalten zu fertigen
(FV1-FV4).
• Darüber hinaus können sich bei ungünstiger Wahl der Maschineneinstellung
Federn mit stark variierendem Anlageverhalten ergeben (FV5).
• Die Auswertung des Anlageverhaltens verdeutlicht, dass bei der Ableitung neu-





Mit den Schwingversuchen wird das Ziel verfolgt Endwindungsbrüche zu reproduzie-
ren und zu analysieren. Die Schwingversuche bilden gleichzeitig die Grundlage zur
Ableitung lokaler Beanspruchbarkeitswerte.
8.1 Versuchsdurchführung
Da es sich bei Endwindungsbrüchen um ein Versagen im Bereich der Kontaktstelle
zwischen angeschliffener und erster federnder Windung handelt, hat der abrasive
Verschleiß und die damit einhergehende Geometrieveränderung wesentliche Auswir-
kungen auf das Abwälzverhalten und somit auf die örtliche Beanspruchung im Kon-
taktbereich. Da eine schwingspielzahlabhängige Änderung der örtlichen Beanspru-
chung nicht ohne weiteres bewertbar gemacht werden kann, wird bei der Prüfma-
schinenauswahl auf eine möglichst gute und definierte Schmierung im Endwindungs-
bereich geachtet. Die Federprüfung erfolgt auf zwei Reicherter-Püfmaschinen des
Typs DV 8 KU-C2 bei der Firma Raithel + Co. GmbH. Das Funktionsprinzip ist
in Abbildung 8.1 dargestellt. Während der Prüfung bilden die eingesetzten Federn
und die bewegte Maschinenmasse ein Schwingungssystem. Die einzelnen Federpakete
sind auf zwei Stockwerke mit jeweils vier Segmenten verteilt. Pro Segment werden 16
Federn gleichzeitig geprüft. Die rotatorische Bewegung des Elektromotors wird über
ein Getriebe in eine translatorische Hubbewegung der Segmente überführt.
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Abbildung 8.1: Funktionsprinzip der Schwingprüfmaschine Reicherter DV 8 KU-C2
Eine ausreichende Getriebeschmierung wird über einen Öl-Kreislauf sichergestellt.
Mittels einer Förderpumpe wird Hydrauliköl aus der Öl-Wanne in den Getriebkasten
gefördert, welches schwerkraftbedingt über den 1. Stock zurück in die Öl-Wanne
fließt. Als Schmiermittel kommt das Hydrauliköl Panolin HLP 46, wie bei den Reib-
und Verschleißversuchen in Kapitel 5.1, zur Anwendung. Vor Beginn jeder Prüfung
wird ein Öl-Wechsel vorgenommen. Die Federn im 1. Stock werden deutlich stärker
geschmiert als die Federn im 2. Stock. Zur Verringerung des abrasiven Verschleißes
im 2. Stock werden die Federn zweimal wöchentlich mit Hydrauliköl benetzt. Da eine
stellplatzabhängige Schmierung innerhalb eines Stockes nicht ausgeschlossen werden
kann, werden die Federstellplätze dokumentiert.
Federbrüche rufen eine Verstimmung der Prüfmaschine hervor und werden standard-
mäßig über eine werksseitig angebrachte Abschaltvorrichtung erfasst. Da die Ab-
schaltvorrichtung primär für den Schutz der Maschine entwickelt worden ist, können
einzelne Federbrüche nicht immer korrekt detektiert werden. Zur Überwachung des
Federhubes wird an die Maschine ein induktiver Wegaufnehmer angebracht, s. Abbild-
ung 8.2. Die vom Prüfmaschinenhersteller vorgesehene Einstellung und Überwachung
des Prüfweges erfolgt in Stufen mit einer Schrittweite von 0,5 mm. Mit dem adap-
tierten Wegaufnehmer vom Typ Keyence MEX03 ist eine sensitivere Einstellung und
Überwachung des Federhubes realisierbar.
Zur Gewährleistung einer hohen Laufruhe werden die Federvarianten mit den leicht
unterschiedlichen Federratenverläufen symmetrisch auf die einzelnen Stockwerke und
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Abbildung 8.2: Reicherter-Püfmaschine Typs DV 8 KU-C2 mit adaptierter Sensorik
Segmente verteilt. Der maximal erreichbare Federhub der Resonanzprüfmaschine be-
trägt 10 mm. Die Schwingungsdrehzahl lässt sich über





bestimmen, hierbei steht Rges für die Gesamtfederrate der Prüffedern und m für die
bewegte Maschinenmasse [50].
Während der Prüfung stellt sich eine Prüffrequenz von ca. 46 Hz ein, geprüft werden
zwei Lastniveaus. Um eine qualitative Aussage über die Hubschwankung des Feder-
Masse-Systems zu erhalten, werden Last-Zeit-Verläufe zu unterschiedlichen Zeitpunk-
ten aufgenommen. Das Histogramm der gemessenen Hübe findet sich in Abbild-
ung 8.3 a).
Der Soll-Hub liegt bei Hsoll = 9 mm, der mittlere gemessene Hub bei
Hist = 8,98 mm und die Standardabweichung bei 0,022 mm. Die Differenz zwischen
Soll- und Ist-Hub beträgt 0,02 mm und ist vernachlässigbar. Aufgrund der Häufig-
keitsverteilung wird als Maschinenabschaltkriterium
Hkrit = Hsoll ± 0, 1 mm (8.2)
festgelegt. Abbildung 8.3 b) zeigt den Hub-Zeit-Schrieb eines Innenrandbruches im
mittleren Windungsbereich. Tritt während der Prüfung ein Federbruch auf, dann
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a) b)
Abbildung 8.3: a) Häufigkeitsverteilung der Federhübe bei einem Soll-Hub von 9 mm,
b) Hubmitschrieb während der Detektion eines Innenrandbruches bei einem Prüfhub
von 9 mm
führt dies zu einer Reduktion der Gesamtfederrate und zu einem Anstieg des Fe-
derhubes. Beim Überschreiten der oberen Abschaltgrenze schaltet die Prüfmaschine
ab und es kommt zu zügiger Reduktion des Maschinenhubes. Für eine zuverlässige
Detektion der Innenrandbrüche genügt die aus dem Bruch resultierende Änderung
des Prüfhubes. Bei Endwindungsbrüchen kann es vorkommen, dass sich die gebro-
chenen Federstücke nicht immer vollständig voneinander lösen. Liegt solch ein Fall
vor, dann stellt sich bei der gebrochenen Feder lediglich eine geringfügigere Reduktion
der Federsteifigkeit ein, was eine Bruchdetektion mit dem induktiven Wegaufnehmer
erschwert. Entsprechend des Maschinenaufbaus erfolgt die Prüfung wegkontrolliert.
Abbildung 8.4 zeigt die Kraftwegkennlinie und die dazugehörigen Lastniveaus.
Geprüft werden zwei Lasthorizonte bei einer mittleren Federlänge von
Lm = 29,6 mm. Die Prüfung der Horizonte erfolgt bei einem Federhub von H = 8,4 mm
undH = 9 mm. Über die jeweilige 50%-Kraftwegkennlinie erfolgt die Umrechnung der
Hübe in Federkräfte und über Gleichung 2.4 werden die Spannungen an der Innen-
randstelle bestimmt. Für die Umrechung wird der Überhöhungsfaktor nachWahl [152]
mit kW = 1,34 verwendet. Frei werdende Federstellplätze werden wieder aufgefüllt,
dies ermöglicht eine gleichbleibende Maschinenlaufruhe.
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Abbildung 8.4: Kraftwegkennlinie der Federvarianten mit eingezeichneten Lastniveaus
8.2 Analyse der Bruchlage
Die makroskopische Bewertung der Bruchlage wird anhand der Nomenklatur in Ab-
bildung 8.5 vorgenommen. Im ersten Schritt erfolgt die Charakterisierung der Bruch-
lage in Drahtachsenrichtung hinsichtlich angeschliffener Windung (AW) und federn-
der Windung (FW). Danach wird die Eingrenzung der Bruchlage in Drahtumfangs-
richtung über die Bereiche Aufstandsfläche (AF), Federinnenseite (FI), Kontakt-
stelle (KS) und des nicht kugelgestrahlten Bereichs (NKB) vorgenommen. Beim Auf-
treten eines Doppelbruches werden beide Bruchlagen angegeben. So kennzeichnet
zum Beispiel die Bezeichnung FW-KS & FW-FI eine Feder, die sowohl im federnden
Windungsbereich der Kontaktstelle als auch an der Federinnenseite gebrochen ist.
Abbildung 8.6 zeigt die Bruchlage der durchgeführten Schwingversuche in Abhän-
gigkeit von Stockwerk, Lastniveau und Prüfmaschine. Da die Federn ein heterogenes
Bruchbild in Bezug auf die einzelnen Varianten, Stockwerke und Lastniveaus abgeben,
werden die Federn in den nachfolgenden Kapiteln einer fraktographischen Analyse
und Oberflächenuntersuchung unterzogen.
Die Schwingprüfung des niedrigen Lastniveaus mit einer Nennbeanspruchung von
τkh = 900 MPa erfolgt auf zwei baugleichen Prüfmaschinen. Die Varianten FV1 und
FV2 werden auf der Prüfmaschine 1, die Variante FV3 auf der Prüfmaschine 1 und
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Abbildung 8.5: Nomenklatur Bruchlage Endwindungsbereich
Prüfmaschine 2 und die Varianten FV4 und FV5 auf der Prüfmaschine 2 erprobt. Die
Grenzschwingspielzahl beträgt NG = 300 · 106.
Brüche im Bereich der Kontaktstelle, an der Federinnenseite als auch Doppelbrüche
an diesen Stellen werden bei den Varianten FV1 und FV2 festgestellt. Im Gegen-
satz zu Variante FV1 treten bei Variante FV2 Brüche im Bereich der Kontaktstelle
nur im 1. Stock auf. Die Auswertung von Variante FV3 zeigt die geringste Bruch-
häufigkeit, lediglich ein Bruch an der Federinnenseite (FW-FI) und ein Doppelbruch
(AW-AF & FW-FI) stellen sich ein. An der Variante FV4 können in beiden Stock-
werken nur konventionelle Innenrandbrüche (FW-FI) festgestellt werden. FV5 zeigt
Einzelbrüche an der Innenrandstelle (FW-FI), der Aufstandsfläche (AW-AF), der
Kontaktstelle (FW-KS) sowie Doppelbrüche an der Innenrandstelle und der Kontakt-
stelle (FW-KS & FW-FI). Im Bereich der Kontaktstelle werden viele Brüche zwischen
1 · 106 und 1 · 107 Lastwechsel detektiert.
Aufgrund der gehäuften Anzahl dieser frühen Brüche, wird dieselbe Prüfmaschine
nach Prüfungsende mit Federn der Varianten FV4 und FV5 belegt und bis NG =
22 · 106 Lastwechsel geprüft. Die Bruchübersicht des Stichversuchs zeigt FV5-Brüche
an der Kontaktstelle (FW-KS) als auch an der Innenrandstelle (FW-FI). Durch den
Stichversuch wird die Reproduzierbarkeit der frühen Ausfälle im Bereich der Kontakt-
stelle, wenn auch mit geringerer Häufigkeit, aufgezeigt. Vorwiegend stellen sich Fe-
derbrüche der Variante FV4 an der Innenrandstelle ein. Zwei Brüche ereignen sich
im nicht kugelgestrahlten Bereich der federnden Windung (FW-NKB).
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Abbildung 8.6: Bruchübersicht der durchgeführten Versuche in Abhängigkeit der
Stockwerke, der Prüfmaschinen und der Lastniveaus
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Die Prüfung des hohen Lastniveaus erfolgt auf der Prüfmaschine 1 mit einer Nenn-
spannung von τkh = 1000 MPa. Alle fünf Federvarianten werden gleichmäßig auf
das obere und untere Stockwerk verteilt. Bei allen Varianten treten Innenrandbrü-
che (FW-FI) auf. Brüche im Bereich der Kontaktstelle (FW-KS) stellen sich bei
Variante FV5 ein.
8.3 Fraktografische Untersuchung
Nach Einordnung der Bruchlage in Drahtlängs- und Drahtumfangsrichtung wird ei-
ne fraktografische Analyse der Federbrüche im Endwindungsbereich durchgeführt.
Ziel ist es, den Bruchausgangsort und den versagensursächlichen Mechanismus zu be-
stimmen. Zunächst werden die Brüche der federnden Windung mit Bruchausgang im
Bereich der Kontaktstelle untersucht. Danach erfolgt die Untersuchung der Brüche im
nicht kugelgestrahlten Bereich der federnden Windung bzw. an der Aufstandsfläche.
8.3.1 Endwindungsversagen der federnden Windung an der
Kontaktstelle
In Abbildung 8.7 ist der Schwingbruch einer FV5-Feder dargestellt, die mit einer
Spannung von τkh = 900 MPa geprüft worden ist. Die Bruchschwingspielzahl beträgt
NB = 4, 8·106 Zyklen. Abbildung 8.7 a) zeigt eine Schrägansicht der Bruch- und Kon-
taktfläche, Abbildung 8.7 b) die Draufsicht auf die Bruchfläche. Abbildung 8.7 a) ist
zu entnehmen, dass die Schwingbruchlinien im oberflächennahen Bereich der Kontakt-
stelle zusammenlaufen. Der Bruchausgangsort befindet sich zwischen 0 µm und 40 µm
unterhalb der Oberfläche, s. Abbildung 8.7 b). Aufgrund der eingeglätteten Brucho-
berfläche ist eine feinere Einordnung nicht möglich. Abbildung 8.8 zeigt einen weiteren
Federbruch der Variante FV5. Der Schwingbruch ereignet sich bei einer Hubspan-
nung von τkh = 1000 MPa nach NB = 0, 6 · 106 Lastwechseln. In Abbildung 8.8 a)
ist die Schrägansicht der gebrochenen ersten federnden Windung und der angeschlif-
fenen Windung dargestellt. Zur besseren Bestimmung des Bruchausgangsortes wird
die erste federnde Windung aufgetrennt und enstprechend Abbildung 8.8 b) analy-
siert. Deutlich zu erkennen ist der ellipsenförmige Verlauf der Schwingbruchlinien,
welche am Rande der Kontaktoberfläche zusammenlaufen. Die Schwingbruchlinien
treffen sich am Bruchausgangsort in einer Tiefe zwischen 0 µm und 40 µm. Bei beiden
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a) b)
Abbildung 8.7: Bruch der federnden Windung einer Feder von der Variante FV5 bei
niedrigem Lastniveau nach NB = 4, 8 · 106 a) Schrägansicht auf die Kontakt- und die
Bruchfläche, b) Draufsicht auf die Bruchfläche
Lastniveaus weist die Bruchfläche am Rande der Kontaktfläche eine Bruchmorpholo-
gie mit stark gekrümmten Schwingbruchlinien auf. Die Bruchmorphologie deutet auf
eine hohe Kontaktbeanspruchung im Bereich des Bruchausgangs hin. Die Schwing-
bruchlinien weisen auf einen Bruchausgang im oberflächennahen Bereich hin, von dem
der versagenswirksame Torsionsschwingbruch eingeleitet wird.
a) b)
Abbildung 8.8: Bruch der federnden Windung einer Feder von der Variante FV5 bei
hohem Lastniveau nach NB = 0, 6 · 106 a) Schrägansicht auf die Kontakt- und die
Bruchfläche, b) Draufsicht auf die Bruchfläche
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Endwindungsbrüche der Variante FV1 stellen sich lediglich im unteren Lastniveau
bei hohen Schwingspielzahlen (NB > 30 · 106) ein. Abbildung 8.9 zeigt exemplarisch
einen Schwingbruch. In Abbildung 8.9 a) ist eine glatte Kontaktoberfläche mit einem
Oberflächenausbruch im Randbereich zwischen Kontaktzone und nicht kugelgestrahl-
tem Bereich zu erkennen. Abbildung 8.9 b) zeigt die Draufsicht auf die Bruchfläche.
Der ellipsoidartige Ausbruch besitzt eine maximale Tiefe von 180 µm. Neben dem
Ausbruch sind gekrümmte Schwingbruchlinien zu erkennen, welche sich in einem Ab-
stand von 90 µm unterhalb der Drahtoberfläche treffen, was auf einen Bruchausgangs-
ort deutlich unterhalb der Oberfläche schließen lässt. In Drahtumfangsrichtung liegt
der Bruchausgang im Randbereich zwischen Kontaktzone und nicht kugelgestrahltem
Bereich. Wie bei der Variante FV1, treten auch bei der Variante FV2 Endwindungs-
a) b)
Abbildung 8.9: Bruch der federnden Windung einer Feder von der Variante FV1 bei
niedrigem Lastniveau nach NB = 215 · 106 a) Schrägansicht auf die Kontakt- und
Bruchfläche, b) Draufsicht auf die Bruchfläche
brüche nur im unteren Lastniveau bei erhöhten Schwingspielzahlen auf. Exemplarisch
zeigt Abbildung 8.10 einen Bruch der Variante FV2 nach NB = 139 · 106 Lastwech-
seln. Abbildung 8.10 a) zeigt die Kontakt- und Bruchfläche und Abbildung 8.10 b)
die Bruchmorphologie der nicht aufgetrennten Feder. Das Bruchbild zeigt eine durch
Kontaktermüdung induzierte Rissbildung, wobei sich der finale Torsionsschwingbruch
vor dem vollständigen Kontaktermüdungsausbruch eingestellt hat. Zur Untersuchung
der Kontaktoberfläche werden die Windungen aufgetrennt, hierbei hat sich der Teil-
ausbruch aus der Mulde gelöst, s. Abbildung 8.10 c) und Abbildung 8.10 d). Der
Bruchausgang befindet sich am Kontaktzonenrand in einer Tiefe von etwa 210 µm.
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Alle untersuchten Schadensbilder der Varianten FV1 und FV2 zeigen Kontaktermü-
dungsrissbildung mit einem Bruchausgang deutlich unterhalb der Drahtoberfläche.
Torsionsschwingbrüche durch Kontaktermüdungsrissbildung ereignen sich bei den Va-
rianten FV1 und FV2 lediglich im VHCF-Bereich (NB > 1 ·107). Endwindungsbrüche
mit oberflächennahem Bruchausgang ereignen sich bei der Variante FV5 im HCF-
Bereich (NB ≤ 1 · 107). Bei den vereinzelten FV5-Brüchen im VHCF-Bereich zeigt
sich eine Verschiebung des Bruchausgangsortes hin zu größeren Tiefen.
a) b)
c) d)
Abbildung 8.10: Bruch der federnden Windung einer Feder von der Variante FV2 bei
niedrigem Lastniveau nach NB = 139 · 106 Abbildungen a) und b) Endwindung nicht
aufgetrennt, Abbildungen c) und d) Endwindung abgetrennt
8 Schwingfestigkeitsversuche an Schraubendruckfedern 91
8.3.2 Sonderereignisse im Endwindungsbereich
Während des Stichversuches (τkh = 900 MPa, NG = 22 · 106) ereignen sich zwei
Brüche an der ersten federnden Windung von FV4-Federn. Abbildung 8.11 zeigt die
Bruchmorphologie einer gebrochenen Feder. Bei beiden Federn kann die Versagensur-
sache auf Korrosionsnarben, welche im nicht kugelgestrahlten Bereich der Windung
liegen, zurückgeführt werden. Bei den Varianten FV3 und FV5 kommt es jeweils zu
einem Federbruch nach ca. 0,75 Windungen. Beide Brüche ereignen sich zwischen
a) b)
Abbildung 8.11: Bruch der federnden Windung einer Feder der Variante FV4 a)
Übersicht, b) Detailansicht Bruchausgangsort
a) b)
Abbildung 8.12: Bruch der angeschliffenen Windung einer Feder der Variante FV3
nach 0,75 Windungen a) Übersicht, b) Detailansicht Bruchausgangsort
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200 · 106 und 300 · 106 Lastwechseln. Abbildung 8.12 zeigt die Bruch- und Aufstand-
fläche der gebrochenen FV3-Feder. Aufgrund der starken plastischen Deformation
der Aufstandsfläche, welche mit hoher Wahrscheinlichkeit nach dem Schwingbruch
entstanden ist, kann die Versagensursache nicht mehr eindeutig identifiziert werden.
Lediglich eine Eingrenzung des Bruchausgangsortes auf die Aufstandsfläche bzw. auf
den oberflächennahen Bereich ist möglich. Schwingbruchlinien der Bruchfläche wei-
sen auf eine lokal begrenzte Brucheinleitung hin, wie Sie z.B. von Partikeleindrücken
herrühren oder durch eine ungünstige Kontaktbeanspruchung hervorgerufen werden
können.
Nach dem Ausbau aus der Prüfmaschine ist bei 18 Federn der Variante FV2 und drei
Federn der Variante FV3 ein Abbruch der Drahtendenspitze zu beobachten. Die Ras-
terelektronische Auswertung einer FV2-Feder ist in Abbildung 8.13 dargestellt. Die
Abbildung 8.13: Drahtendenbruch einer Feder der Variante FV2, Ausbau nach N =
5, 9 · 106 Lastwechseln
Struktur der Bruchfläche wird zur Aufstandsfläche hin feiner, was auf einen Schwing-
bruchbeginn an der Aufstandsfläche hinweist. Der Randbereich zwischen Bruch- und
Aufstandsfläche zeigt lokale plastische Deformationen. Wie Abbildung 7.3 b) auf-
zeigt, weisen die Varianten FV2 und FV3 die geringsten Drahtendendicken auf und
besitzen somit eine erhöhte Anfälligkeit für Drahtendenbrüche, s. Kapitel 2.4. Da die-
se Drahtendenbrüche die Funktionstüchtigkeit der Feder nicht beeinflussen, werden
die Abbrüche im Rahmen dieser Arbeit nicht als Versagen gewertet. Gleichwohl sei
an dieser Stelle darauf hingewiesen, dass die Bruchstücke eventuell eine mechanische
Verletzung der Feder hervorrufen und eine Systembeeinträchtigung darstellen können.
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8.4 Oberflächenanalyse
Für die Verschleißanalyse des Windungskontaktes werden nicht gebrochene Federn
der Varianten an den Federseiten nach N = 300 · 106 Zyklen aufgetrennt und die
Verschleißoberfläche wird an der federnden Windung ermittelt. Aufgrund der Maschi-
nenkonstruktion, s. Abbildung 8.1, erfolgt die Verschleißanalyse stockwerkabhängig.
In Abbildung 8.14 sind die Häufigkeitsverteilungen von Federn des 1. Stockes und
in Abbildung 8.15 die Häufgkeitsverteilungen des 2. Stockes dargestellt. Im 1. Stock
Abbildung 8.14: Verschleißoberflächen der Federn im 1. Stock, Ausbau der Federn
nach N = 300 · 106 Schwingspielen
zeigen alle Varianten eine erhöhte Häufigkeit bei niedrigen Verschleißoberflächen auf,
wobei sich die Streuung der Varianten signifikant unterscheidet. Die endwindungs-
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bruchanfällige Variante FV1 und die endwindungsbruchunauffällige Variante FV4
zeichnen sich im Gegensatz zu den übrigen Varianten durch eine geringe Streuung
der Verschleißflächen aus. Bei der endwindungsbruchauffälligen Variante FV2 bilden
sich entweder Verschleißflächen kleiner 5 mm2 oder Verschleißflächen größer 25 mm2
aus. Ein tendenziell gleichmäßigeres Verteilungsbild ergibt sich bei den Varianten
FV3 und FV5. Im 2. Stock, der außerhalb des Öl-Kreislaufes der Prüfmaschine liegt,
Abbildung 8.15: Verschleißoberflächen der Federn im 2. Stock, Ausbau der Federn
nach N = 300 · 106 Schwingspielen
wird über alle Varianten hinweg ein erhöhter Verschleiß mit einer großen Streuung
gemessen. Vereinzelt werden bei Federn der Variante FV1 Verschleißflächen kleiner
5 mm2 gemessen. Die Federn der Variante FV1 und FV4 weisen im 1. Stockwerk ein
einheitlicheres Verschleißbild auf als die übrigen Federpopulationen. Aus der Maschi-
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nenbelegung, s. Abbildung A.12 bis A.15, ist zu entnehmen, dass die Federn der Vari-
anten FV1 und FV4 während der Prüfung an den äußeren Stellplätzen und die Federn
der Varianten FV2, FV3 und FV5 in der Maschinenmitte platziert sind. Die Gegen-
überstellung der Federstellplätze mit der Verschleißauswertung zeigt, dass neben dem
Stockwerk auch der Stellplatz innerhalb eines Stockwerkes einen wesentlichen Einfluss
auf den abrasiven Verschleiß hat. Stabile Schmierverhältnisse stellen sich lediglich im
1. Stock an der Prüfmaschinenaußenseite ein. Abbildung 8.16 a) und 8.16 b) zeigen
die Draufsicht auf zwei Federn der Variante FV2, die im 1. Stock geprüft und nach
N = 300 · 106 Zyklen aus der Maschine entnommen werden. Die Feder in Abbild-
ung 8.16 a) weist eine Verschleißfläche von AV ≈ 33 mm2 und die Feder in Abbild-
ung 8.16 b) eine deutlich kleinere Verschleißfläche von AV ≈ 1 mm2 auf. Abbildung
a) b) c)
Abbildung 8.16: Verschleißoberfläche von geprüften Federn der Variante FV2 des
1. Stockes a) Durchläufer (N = 300 · 106) mit erhöhtem Verschleiß, b) Durchläufer
(N = 300 · 106) mit geringem Verschleiß, c) Endwindungsbruch (NB = 270 · 106) mit
geringem Verschleiß
8.16 c) zeigt die Verschleißfläche eines Endwindungsbruches nach NB = 270 · 106
Schwingspielen. Die Verschleißfläche beträgt AV ≈ 1,8 mm2. Eine eventuell verspä-
tete Bruchdetektion aufgrund des sich nicht sofort einstellenden Steifigkeitsverlus-
tes und das Windungsabscheren beim Federbruch hat zur Folge, dass die ermittelte
Verschleißfläche mit einer gewissen Unsicherheit behaftet ist. Bei allen untersuchten
Endwindungsbrüchen ist, unabhängig von der Federgeometrie, ein geringer abrasiver
Verschleiß mit einer Verschleißfläche zwischen 0,5 mm2 und 2 mm2 festzustellen. Die
teilweise starke Zunahme der Verschleißfläche führt zu einer Vergrößerung der Kon-
taktbreite. Bei gleichbleibendem Abwälzverhalten kann sich die Kontaktkraft auf eine
größere Verschleißfläche verteilen, was eine Reduktion der Kontaktbeanspruchung zur
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Folge hat. Da der Materialabtrag vom Verschleißweg und somit von der Schwingspiel-
zahl abhängt, stellt sich eine zeitlich veränderliche Kontaktbeanspruchung ein. Vor
diesem Hintergrund kann die Auffälligkeit vom Ausbleiben der Endwindungsbrüche
bei der Variante FV2 im 2. Stock auf einen erhöhten abrasiven Verschleiß zurückge-
führt werden. Der teilweise geringe abrasive Verschleiß von Federn der Variante FV1
im 2. Stock deutet darauf hin, dass bei diesen Federn geringe Relativbewegungen
zwischen den Windungen auftreten, was eine zyklisch gleichbleibende Kontaktbean-
spruchung zur Folge hat und wiederum Endwindungsbrüche begünstigt.
Eine Primärschädigung der Oberfläche in Form von Kontaktermüdungsausbrüchen
wird bei einigen Federn der Varianten FV1 und FV2, die einen geringen abrasiven
Verschleiß aufweisen, festgestellt. Beispielhaft zeigt Abbildung 8.17 a) die aufgetrenn-
te Kontaktoberfläche einer Feder der Variante FV1 nach N = 200 · 106 Schwing-
spielen. Am Rande der Kontaktstelle ist ein kreisförmiger Oberflächenausbruch zu
a) b)
Abbildung 8.17: Draufsicht auf die Kontaktfläche einer Feder der Variante FV1 nach
N = 200 · 106 Schwingspielen a) Übersicht Kontaktoberfläche b) Höhenänderung der
Oberfläche nach Abzug des Drahtprofils
erkennen. Die Untersuchung mit einem konfokalen Lasermikroskop ergibt eine Tiefe
von ca. 20 µm und einen Durchmesser von ca. 50 µm, s. Abbildung 8.17 b). Die Her-
ausrechnung des Drahtprofils erfolgt über ein Polynom 2. Ordnung. Abbildung 8.18
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zeigt die Kontaktoberfläche einer Feder der Variante FV1 die im Endwindungsbereich
nach NB = 115 · 106 Lastwechsel gebrochen ist. Im Kontaktbereich zeichnet sich die
Oberflächentopologie durch einen glatten, teilweise wellenförmigen Verlauf aus, was
auf geringe Relativbewegungen und große plastische Verformungen zwischen denWin-
dungen schließen lässt. An der Messstelle MS2 wird im Gegensatz zur Messstelle MS1
Abbildung 8.18: EDX-Auswertung der Kontaktoberfläche einer Feder der Variante
FV1 nach NB = 115 · 106 Lastwechseln
ein erhöhter Kohlenstoffanteil und Sauerstoff detektiert. Diese Bestandteile sind cha-
rakteristisch für die Ausbildung einer Tribooxidationsschicht. Vereinzelt werden auf
der Oberfläche kleine Löcher beobachtet, die durch abplatzende Partikel der Tri-
booxidationsschicht entstehen. An der Messstelle MS3, am Rande der Kontaktsstelle,
liegt Oxidbildung vor, welche auf Verschleißpartikel und Ölrückstände schließen lässt.
Auffälligkeiten durch Adhäsion oder eine Zerfurchung der Oberfläche können nicht
festgestellt werden.
8.5 Schwingfestigkeitsergebnisse
Die Schwingfestigkeitsergebnisse der Federbrüche finden sich in Abbildung 8.19. Die
leicht unterschiedlichen Prüfniveaus zwischen den einzelnen Varianten resultieren aus
dem weg geregelten Aufbau der Prüfmaschine und den leicht unterschiedlichen Kraft-
Weg-Verläufen der Federvarianten, s. Kapitel 8.1. Die Unterschiede zwischen den Vari-
anten liegen im einstelligen Prozentbereich und werden als vernachlässigbar erachtet.
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Abbildung 8.19: Schwingfestigkeitsergebnisse der Federvarianten
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Im oberen Lastniveau ereignen sich bei Variante FV5 fünf Federbrüche an der Kontakt-
stelle (FW-KS). Bei den übrigen Varianten treten konventionelle Brüche an der Fede-
rinnenseite (FW-FI) auf. Auf der unteren Laststufe, mit deutlich längeren Prüfzeiten,
kommt es zu 19 Torsionsschwingbrüchen durch Kontaktermüdung bei Variante FV1
und 14 Torsionsschwingbrüchen durch Kontaktermüdung bei Variante FV2. Durch
Kontaktermüdung versagen bei Variante FV5 an der ersten federnden Windung 31
Federn. Ausgehend von Korrosionsnarben stellen sich bei Variante FV4 zwei Schwing-
brüche (FW-NKB) ein. Bei Variante FV3 kommt es zu einem Bruch der Aufstandsflä-
che nach NB = 216·106 und bei Variante FV5 zu einem Doppelbruch (AW-AF & FW-
FI) nach NB = 299 · 106 Schwingspielen. Bei den Varianten FV1 und FV2 kommt es
häufig zu Doppelbrüchen (FW-FI & FW-KS), s. Abbildung 8.6. Wie in Kapitel 8.1
erläutert, können Innenrandbrüche zuverlässig detektiert werden, da durch den Bruch
ein vollständiger Verlust der Federsteifigkeit einhergeht. Ein Endwindungsbruch kann
zunächst auch nur einen Teilverlust der Federsteifigkeit bewirken. Liegt dieser Fall
vor, dann sind diese Steifigkeitsänderungen im Vergleich zur Gesamtsteifigkeit des
Feder-Masse-Systems gering und können mit der Abschaltvorrichtung nicht zuverläs-
sig erfasst werden. Durch den Endwindungsbruch kommt es zu einer ungleichmäßi-
geren Kraftein- bzw. Kraftausleitung an den Federseiten. Die daraus resultierende
Beanspruchungsänderung im federnden Windekörper ruft eine zusätzliche Biegebe-
anspruchung und ein vergleichsweise zeitnahes Versagen im federnden Windekörper
hervor. Für das zeitnahe Versagen spricht, dass sich die Bruchschwingspielzahlen der
Doppelbrüche und die Schwingspielzahlen der einzelnen Endwindungsbrüche nicht
voneinander abgrenzen. Vor diesem Hintergrund wird bei der statistischen Auswer-
tung keine Unterscheidung zwischen Einzelbrüchen und Doppelbrüchen vorgenom-
men.
Abbildung 8.20 zeigt die Ergebnisse der Schwingversuche für den konventionellen
Versagensort FW-FI. Die statistische Auswertung der Innenrandbrüche erfolgt unter
Zuhilfenahme der von J. R. Fischer entwickelten Maximum-Likelihood-Methode [43].
Die Likelihoodfunktion
LML(M1, ...,Mj|q1, ..., qm) =
n∏
i=1
f(M1, ...,Mj|q1, ..., qm) (8.3)
beschreibt das Produkt der Dichtefunktionen f , mit der Anzahl k der noch zu be-
stimmenden Parametern q und der Anzahl j der Merkmale M . Um die Parameter
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Abbildung 8.20: Ergebnisse der Schwingversuche für Innenrandbrüche
der zugrundeliegenden Verteilungsfunktion zu ermitteln, muss die Likelihoodfunkti-
on maximiert werden. Hierzu müssen die ersten Ableitungen nach qn gebildet und zu
Null gesetzt werden. Dies führt zu dem Ausdruck
∂LML
∂qn
= 0 mit 0 ≤ n ≤ m . (8.4)
Die Schwingfestigkeitsauswertung mit der Maximum-Likelihood-Methode unter Be-
rücksichtigung von zensierten Daten ist unter anderem von Dressler et al. in [40] sowie
von Spindel und Haibach in [143] erläutert. In der Praxis wird das Optimierungspro-
blem mit der logarithmierten Likelihoodfunktion gelöst. Die Einbeziehung mehrerer








ist von Haydn und Schwabe in [63] erläutert. Die logarithmierte Form der Likelihood-
Funktion ergibt sich durch Addition der Summe von den logarithmierten Wahrschein-
lichkeitsdichten der Ausfälle und der Summe von den logarithmierten Überlebens-
wahrscheinlichkeiten der zensierten Daten zu
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Hierbei beschreibt σBezug einen frei wählbaren Belastungshorizont, nA die Anzahl
der Ausfälle, Ni die Schwingspielzahlen und σi die dazugehörigen Spannungen der
eingetretenen Ereignisse sowie Nj die Schwingspielzahlen und σj die dazugehörigen
Spannungen der zensierten Ereignisse. Für Gleichung 8.6 wird eine lastunabhängige
Streuung in Schwingspielzahlrichtung unterstellt. Wird für die Verteilungsfunktion f
eine Log-Normalverteilung zugrunde gelegt, dann beschreiben die zu identifizieren-
den Parameter die Neigung k, die Standardabweichung s und die Mittellage m der
Wöhlerlinie.
Zunächst wird die Auswertung für jede Federvariante und anschließend für alle In-
nenrandbrüche durchgeführt. Brüche an der Kontaktstelle, an der Aufstandsfläche
oder Brüche im nicht kugelgestrahlten Bereich werden, entsprechend Abbildung 8.20,
als zensierte Merkmale behandelt. Die Kennwerte sind in Tabelle B.6 aufgeführt. Die
Wöhlerlinie der gemeinsamen Auswertung zeigt Abbildung 8.21, wobei aus Gründen
der Übersichtlichkeit Mehrfachereignisse als einfaches Ereignis visualisiert sind. Aus
Abbildung 8.21: Wöhlerdiagramm Innenrandbrüche
Tabelle B.6 ist zu entnehmen, dass die Differenz der einzelnen Spannungswerte bei
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einer Bezugsschwingspielzahl von N = 100 · 106 vernachlässigbar sind, d.h. ein si-
gnifikanter Unterschied im örtlichen Schwingfestigkeitsverhalten der Federvarianten,
welcher z.B. während der Federfertigung entstehen kann, ist nicht festzustellen.
In Abbildung 8.22 sind alle durch Kontaktermüdung aufgetretenen Federbrüche der
federnden Windung dargestellt. Die mit der Maximum-Likelihood-Methode bestimm-
ten Ergebnisse sind in Tabelle B.7 aufgelistet. Bei Variante FV1 haben sich 16 End-
windungsbrüche am Federende und drei Endwindungsbrüche am Federanfang ausge-
bildet. Die Variante FV2 zeigt elf Endwindungsbrüche am Federende und jeweils drei
Brüche durch Kontaktermüdung am Federanfang. Bei der Variante FV5 haben sich
elf Brüche am Federanfang und drei Brüche am Federende ausgebildet. Des Weiteren
wird eine Differenzierung zwischen den Versagensorten Federanfang und Federende
sowie zwischen oberflächennahem Versagen im HCF-Bereich und Bruchausgang un-
terhalb der Oberfläche im VHCF-Bereich durchgeführt. Endwindungsbrüche mit ei-
Abbildung 8.22: Brüche an der ersten federnden Windung durch Kontaktermüdung
nem Bruchausgang im oberflächennahen Bereich zeichnen sich durch geringere Bruch-
schwingspielzahlen aus, als Endwindungsbrüche mit einem Bruchausgang unterhalb
der Oberfläche. Auf Grundlage der Schwingfestigkeitsversuche und der Schadensana-
lyse wird eine Untergliederung des Schadensmechanismus vorgenommen. Nachfol-
gend werden Endwindungsbrüche im VHCF-Bereich mit einem Bruchausgang unter-
halb der Oberfläche als VHCF-Kontaktermüdung und Endwindungsbrüche mit ei-
nem oberflächennahen Bruchausgang als HCF-Kontaktermüdung bezeichnet. Bei der
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VHCF-Kontaktermüdung wird die Primärschädigung durch Kontaktermüdungsriss-
bildung und bei der HCF-Kontaktermüdung wird die Primärschädigung fertigungs-
bzw. verschleißbedingt induziert.
Entsprechend den Drahtherstellerangaben [144, 145] werden die Ventilfederdrähte ei-
ner kontinuierlichen Oberflächenprüfung und einer Strichprobenprüfung unterzogen.
Bei der Stichprobenkontrolle wird an den untersuchten Drahtabschnitten ein Oberflä-
chenfehler kleiner 17,5 µm zugelassen. Entsprechend den drahtherstellerspezifischen
Qualitätskriterien können im nicht kugelgestrahlten Bereich der Endwindung grund-
sätzlich Oberflächendefekte von bis zu 40 µm auftreten. Die 100%-Prüfung erfolgt
über eine Wirbelstromprüfanlage. Dies entspricht auch dem in DIN EN 10270-2 [30]
angegebenen vom Drahtdurchmesser abhängigen Grenzwert. Aktuell liegen keine In-
formationen über die Auftrittswahrscheinlichkeit solcher fertigungsbedingter Defekte
vor. Wie in Abbildung 5.13 aufgezeigt, führen Defekte mit einer Tiefe von 40 µm zu
einem Schwingfestigkeitsabfall von ca. 50%. Die grundsätzliche Auftrittsmöglichkeit
solcher Oberflächenfehler und die aufgezeigte schwingfestigkeitsmindernde Wirkung
bieten eine mögliche Erklärung für Endwindungsbrüche im HCF-Bereich mit einem
Bruchausgang im oberflächennahen Bereich. Den Reib- und Verschleißuntersuchun-
gen in Kapitel 5.1 ist zu entnehmen, dass sich während des Einscheuervorgangs der
rauen Drahtoberflächen temporäre Reibwertspitzen und lokale Materialausbrüche ein-
stellen. Diese örtlichen Materialausbrüche führen zu einer Schädigung der Drahtober-
fläche und begünstigen Endwindungsbrüche bei geringer Schwingspielzahl, s. Abbild-
ung 5.2 b). Die Eigenspannungsauswertung in Kapitel 7.4 hat ergeben, dass sich an
der Oberfläche von ungeprüften Federn örtlich begrenzte Bereiche (EWK) mit Zug-
eigenspannungen ausbilden, welche sich mit fortschreitender Schwingspielzahl hin zu
Druckeigenspannungen umlagern. Die zu Beginn der Prüfung vorliegenden Oberflä-
chenbereiche mit Zugeigenspannungen können als Materialschwachstellen aufgefasst
werden, welche ebenfalls ein HCF-Versagen im Endwindungsbereich fördern.
8.6 Zusammenfassung Schwingfestigkeitsversuche
Drei von fünf Federvarianten weisen Endwindungsbrüche auf. Die Analyse der Ver-
schleißoberfläche zwischen den Windungen zeigt, dass neben dem zu erwartenden
Einfluss der unterschiedlichen Stockwerke auch der Federstellplatz innerhalb eines
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Stockwerkes einen signifikanten Einfluss auf das Verschleißverhalten im Endwindungs-
bereich hat. Bei Federvarianten die an der Außenseite des 1. Stockwerkes platziert
sind, wird eine geringe Streuung des abrasiven Verschleißes innerhalb einer Variante
festgestellt und ein vergleichsweiser geringer abrasiver Verschleiß, was auf eine über
die Versuchszeit annähernd konstante Endwindungsbeanspruchung schließen lässt.
Für die Ableitung eines Bemessungsvorschlages wird das unterschiedliche abrasive
Verhalten der Versuchsfedern berücksichtigt. Bei den Federpopulationen, die über
die Versuchsdauer konstanten Schmierbedingungen unterliegen, konnte ein Zusam-
menhang zwischen großem Kontaktwinkel und keinen Endwindungsbrüchen (Federn
der Variante FV4 des 1. Stockes) sowie zwischen kleinem Kontaktwinkel und End-
windungsbrüchen (Federn der Variante FV1 des 1. Stockes) experimentell aufgezeigt
werden. Aufgrund der Analyse der Schwingversuche wird eine Untergliederung der
Schadensmechanismus hinsichtlich
• HCF-Kontaktermüdung mit Bruchausgang im oberflächennahen Bereich,
• VHCF-Kontaktermüdung mit Bruchausgang unterhalb der Oberfläche
vorgenommen. Es werden begünstigende Ursachen für Endwindungsbrüche mit der
Ausprägung HCF-Kontaktermüdung vorgestellt, welche auf eine fertigungs- bzw. ver-
schleißbedingte Primärschädigung schließen lassen. Diese HCF-Brüche ereignen sich
bei der Federvariante FV5, die ein stark variierendes Anlageverhalten aufweisen. End-
windungsbrüche im Bereich erhöhter Schwingspielzahlen mit einem Bruchausgang un-





Ziel der numerischen Analyse ist es, Aufschluss über die örtliche Spannungsverteilung
im Endwindungsbereich zu erhalten. Für die Separierung der Beanspruchungskom-
ponenten werden die Schnittgrößen entlang der Federspur und der Kontaktdruck
zwischen angeschliffener und erster federnder Windung in Abhängigkeit der Feder-
kraft extrahiert. Für die Variante FV5 kann kein stabiles Anlageverhalten über die
Fertigungscharge ermittelt werden, es ist keine FE-Validierung der Variante möglich,
deshalb beschränkt sich die numerische Beanspruchungsanalyse auf die Varianten
FV1 bis FV4.
9.1 Modellbildung
Zur optischen Ermittlung der Federgeometrie wird das Messystem LED3D100 von
Microstudio verwendet, s. Kapitel 7.1. Abbildung 9.1 zeigt die Vorgehensweise zur
Ableitung der Federspur aus den gemessenen Daten. Um die komplette Federspur
des nicht angeschliffenen Windekörpers zu erhalten, wird die Feder zunächst vom
Federanfang und danach vom Federende aus vermessen. Über die Gesamtwindungs-
anzahl nt werden die Messdaten des Federendes in Richtung des Winkels φ ausgerich-
tet. Anschließend werden die Messdaten des Federendes in Richtung der Höhe h so
verschoben, dass der Abstand zwischen den Datensätzen minimal wird. Die Approxi-
mation des Höhenverlaufs h(φ) erfolgt nach der Methode der kleinsten Fehlerquadrate
106 9 Numerische Beanspruchungsanalyse der Federvarianten
und basiert auf kubischen Splines. Informationen zum äußeren Federdurchmesser Da
bzw. mittleren Federdurchmesser D liegen für einen Winkelbereich von 360◦ bis
nt − 360◦ vor. Für das FE-Modell wird der Mittelwert aus den beiden Datensätzen
Abbildung 9.1: Vorgehen zur Ableitung der Federspur aus den optischen Messdaten
verwendet. Mit dem mittleren Federdurchmesser und der Höhe h(φ) ist die Federspur
definiert. Der Grundkörper wird durch Extrusion eines Kreises mit dem Drahtdurch-
messer d entlang der Federspur generiert. Mittels boolescher Operationen und unter
Verwendung der Anschliffwinkel des Federanfangs βFA und des Federendes βFE, s.
Abbildung 9.1, wird die angeschliffene Federgeometrie erzeugt. Die Modellgenerierung
erfolgt mit dem FEM Programm Abaqus 6.14.
Da der Kontaktbereich im Vergleich zur Feder klein und für konvergente Kontakt-
druckspannungen fein diskretiert werden muss, wird die Feder entsprechend Abbild-
ung 9.2 partitioniert. Durch Extrusion der Hilfskreise entlang der Federspur werden
zunächst Hilfskörper erstellt. Über boolesche Operationen zwischen der Federgeome-
trie und den Hilfsgeometrien werden die Teilstücke des FE-Modells generiert. In Sum-
me wird das FE-Modell in elf Teilstücke untergliedert, die unabhängig voneinander
vernetzt werden. Über eine kinematische Kopplung der Knoten an den benachbarten
Flächen zweier Körper erfolgt die Verbindung der Federstücke (tie constraints). Dies
hat zur Folge, dass die Knotenverschiebungen der Master Fläche eines Körpers auf
die Knoten der Slave Fläche des Gegenkörpers aufgeprägt werden. In Abbildung 9.3
a) ist die Vernetzung im Endwindungsbereich des Gesamtfedermodells dargestellt.
Um in vertretbarer Zeit konvergente Kontaktspannungen zu erhalten, wird die Sub-
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Abbildung 9.2: Partitionierung des Gesamtmodells
modelltechnik angewendet. Die Teilstücke im Kontaktbereich werden im Vergleich
zum Gesamtfedermodell deutlich feiner vernetzt. Auf die Knoten der Flächen, die
sich nicht im Kontakt befinden, werden die Knotenverschiebungen des Gesamtfeder-
modells aufgebracht und das Gleichungssystem wird in einer erneuten Analyse gelöst.
Ergänzende Erläuterungen zur Vernetzungs- und Submodelltechnik können den Ab-
schlussarbeiten von Schunk [137] und Weber [156] entnommen werden, welche im
Rahmen der vorliegenden Arbeit entstanden sind.
Abbildung 9.3 b) visualisiert die angesetzten Rand- und Kontaktbedingungen. Die im
unbelasteten Zustand ermittelten Anlagekräfte sind deutlich geringer, als die während
der Schwingprüfung auftretenden minimalen Federkräfte und werden deshalb in der
FE-Anlayse nicht gesondert berücksichtigt, s. Abbildung 7.18 und Abbildung 8.4. Die
Lasteinleitung bzw. -ausleitung erfolgt über diskrete Starrkörper. Für den Normal-
kontakt wird die geometrische Zwangsbedingung der Unzulässigkeit des Durchdrin-
gens zweier Körper (hard contact) verwendet und für den Tangentialkontakt wird ein
verallgemeinertes Coulombsches Reibgesetz mit einem Reibwert von µ = 0, 14 ange-
setzt, vgl. Kapitel 5.1.2. Als Kontaktlösungsalgorithmus wird das Penalty-Verfahren
verwendet.
Die im Rahmen dieser Arbeit verfasste Abschlussarbeit von Peng [119] hat gezeigt,
dass es grundsätzlich möglich ist, den abrasiven Verschleiß im Endwindungsbereich
numerisch abzubilden. Die Umsetzung erfolgt über eine bei der Robert Bosch GmbH
entwickelte Abaqus-Subroutine. In der Subroutine erfolgt die Berücksichtigung des
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a) b)
Abbildung 9.3: a) Vernetzung im Endwindungsbereich des Gesamtfedermodells, b)
Rand- und Kontaktbedingungen des Gesamtfedermodells
abrasiven Verschleißes über einen knotenbasierten Verschleißansatz auf Grundlage des
Archard-Gesetzes [3]. Da die stellplatzabhängigen Schmierbedingungen nachträglich
nur mit erheblichem Aufwand und großer Unsicherheit rekonstruiert werden können,
erfolgt die numerische Beanspruchungsanalyse ohne Berücksichtigung des abrasiven
Verschleißes. Diese Vorgehensweise bietet sich auch aufgrund reduzierter Ressourcen-
aufwendung an.
Für die FE-Analyse wird ein linear elastisches Materialverhalten mit einem E-Modul
von E = 200 GPa und einer Querkontraktionszahl von ν = 0, 26 verwendet, s. Kapi-
tel 4. In Abaqus wird der Modellaufbau über Python [124] Skripte implementiert.
Zusätzlich wird eine Feder pro Variante computertomographisch erfasst und darüber
die Federgeometrie abgeleitet. Für die Messung wird zwischen angeschliffener und
erster federnder Windung Papier mit einer Dicke von 0,1 mm platziert. Da die Ober-
flächendetektion auf der Erfassung von Dichteänderungen beruht, wird hierdurch eine
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Differenzierung der Kontaktoberflächen ermöglicht. Im Gegensatz zu den optischen
oder taktilen Messverfahren, kann mit der Computertomographie (CT) die komplet-
te Oberfläche mit einer Messung erfasst werden. Die FE-Aufbereitung der Geometrie
aus der computertomographischen Analyse folgt den zuvor beschriebenen Schritten.
9.2 Modellabgleich
Die FE-Validierung erfolgt über die Analyse des federkraftabhängigen Abwälzverhal-
tens zwischen angeschliffener und federnder Windung. Hierfür wird das experimentell
über die Lichtspaltmethode ermittelte Anlageverhalten mit dem numerisch ermittel-
ten Windungsabstand verglichen.
Zunächst wird die FE-Kontaktfläche entlang des Federdrahtes in Inkremente von
∆ = 0, 4 ◦ unterteilt, danach wird aus den Knoten der Kontaktflächensegmente der
minimale Windungsabstand ermittelt. Trägt man die so ermittelten Werte entlang
des Drahtverlaufs auf, dann erhält man einen Verlauf wie in Abbildung 9.4 skizziert.
Abbildung 9.4: Durchführung des FE-Modellabgleichs durch Vergleich des numerisch
ermittelten Windungsabstandes mit dem experimentell ermittelten Anlageverhalten
Entlang der Kontaktoberfläche beschreibt φFA die Winkellage an der Drahtoberfläche
am Federanfang und φFE die Winkellage an der Drahtoberfläche am Federende. Da
der experimentell ermittelte Kontaktwinkel einer gewissen Unsicherheit unterliegt,
wird der Kontaktwinkel als Balken in das Diagramm eingezeichnet. Die Balkenhöhe
beträgt 4,4 µm und entspricht der max. Auflösung des Kamerasystems. Zusätzlich
beinhaltet das Diagramm die Fertigungsstreuung des Kontaktwinkels aus Kapitel 7.8.
Der Abgleich der FE-Modelle, welche auf Grundlage einer CT-Messung und einer op-
tischen Messung abgeleitet werden, sind in Abbildung 9.5 dargestellt. Deutlich zu er-
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kennen ist die Diskrepanz zwischen den numerischen Windungsabständen und den ex-
perimentellen Kontaktwinkeln. Mit der direkten Bestimmung der Federgeometrie aus
computertomographischer oder optischer Messung und anschließender FE-Analyse
kann das Anlageverhalten im Endwindungsbereich im Allgemeinen nicht ausreichend
aufgelöst werden. Um das Abwälzverhalten zutreffend abbilden zu können, wird die
Abbildung 9.5: FE-Abgleich der Variante FV4 am Federende ohne iterative Anpas-
sung der Federspur bei einer Federkraft von F = 600 N
Abbildung 9.6: Iterative Anpassung der Federspur durch kubische Splines
Federgeometrie im Endwindungsbereich angepasst. Aufgrund der mathematisch ein-
fachen Zugänglichkeit bietet sich die Federspur zur Anpassung der Federgeometrie
an. Im Bereich der Endwindung wird die Höhe h(φ) der angeschliffenen und der ers-
ten federnden Windung über kubische Splines abgebildet, und iterativ angepasst, bis
das FE-Modell das nichtlineare Abwälzverhalten adäquat abbildet, s. Abbildung 9.6.
Eine Anpassung des Feder- oder des Drahtdurchmessers wird nicht vorgenommen. Es
hat sich gezeigt, dass mit einer geringen Stützstellenzahl ein guter Abgleich erreicht
wird. Bei allen Geometrien wird eine iterative Anpassung der Höhe im Bereich ei-
niger hundert Mikrometer durchgeführt. In Abbildung 9.7 ist der Windungsabstand
von Variante FV1 am Federende und von Variante FV4 am Federanfang für die
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Federkräfte 200 N, 400 N, 600 N, 800 N und 1000 N dem jeweiligen Anlageverhal-
ten gegenübergestellt. Im Rahmen der experimentell ermittelten Fertigungsstreuung
Abbildung 9.7: FE-Abgleich der Variante FV1 am Federende und der Variante FV4
am Ferderanfang für die 5 Laststufen
ergibt sich über alle Laststufen eine gute Übereinstimmung zwischen den Windungs-
abständen und den Kontaktwinkeln. Der FE-Abgleich der übrigen Varianten ist in
Abbildung A.19 bis Abbildung A.24 aufgeführt.
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9.3 Schnittgrößen
Die Schnittgrößenextraktion entlang des Federdrahtes wird über ein Python Skript
realisiert, wobei die Schnittflächen schon während der Modellerstellung generiert wer-
den. Bei Erstellung der Flächen wird darauf geachtet, dass der Normalenvektor der
Schnittfläche mit dem Tangentenvektor am Durchstoßpunkt zusammenfällt, s. Ab-
bildung 9.8 a). Die Erzeugung der Schnittflächen erfolgt in Schritten von 5◦. Die Be-
stimmung der Reaktionsgrößen wird über die Auswertung der Knotenkräfte auf der
Schnittfläche und unter Berücksichtigung des dazugehörigen Flächenschwerpunktes
realisiert, s. Abbildung 9.8. Zunächst wird an den Schnittflächen der Flächenschwer-
a) b)
Abbildung 9.8: a) Endwindungsgeometrie mit Schnittflächen senkrecht zur Federspur
und dazugehörigen Flächenschwerpunkten, b) Knotenverteilung auf der Schnittfläche
punkt im unbelasteten Zustand ermittelt. Für den nicht angeschliffenen Windungs-
bereich liegen diese auf der Federspur. Im Bereich des Windungsanschliffs ergibt sich
der Flächenschwerpunkt indem der Schnittpunkt zwischen Federspur und Schnittflä-
che in der Schnittebene um den Abstand ∆a korrigiert wird, s. Abbildung 9.9. Der








berechnet [1]. Für die unbelastete Ausgangskonfiguration sind somit alle Flächen-
schwerpunkte bekannt. Da während des Einfedervorganges im Allgemeinen große
Windungsverschiebungen auftreten, unterliegen die Auswertungsflächen signifikan-
ten Verschiebungen. Um die Schnittgrößen zutreffend bestimmen zu können, wird
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Abbildung 9.9: Korrektur angeschliffene Windung um Abstand ∆a
die Flächenschwerpunktslage in der aktuellen Momentankonfiguration ermittelt. Für
die nachfolgende Betrachtung wird die Annahme vom Ebenbleiben der Querschnitte
(Bernoullische Annahme) vorausgesetzt, d.h. Querschnitte, die vor der Deformati-
on senkrecht auf der Drahtachse stehen, befinden sich auch nach der Deformation
senkrecht auf der Drahtachse. Um die Flächenschwerpunktslage im belasteten Zu-
stand zu bestimmen, wird die Flächenschwerpunktslage der Ausgangskonfiguration
um die mittlere Knotenverschiebung der Schnittfläche korrigiert. In Abhängigkeit der
äußeren Belastung F berechnet sich die Flächenschwerpunktslage der Momentankon-
figuration ~uS über






Hierbei beschreibt ~uS0 die Flächenschwerpunktslage der Ausgangskonfiguration, ∆~uk
die Relativverschiebung des Knotens k und n die Anzahl der Knoten auf der Schnitt-
fläche. Durch die bekannte Lage des Flächenschwerpunktes und die auf der Fläche
wirksamen Knotenkräfte werden die Schnittgrößen ermittelt. An jedem Auswerteort
und Belastungsschritt wird der Momenten- und Kraftvektor in eine Komponente nor-
mal zur Schnittfläche und innerhalb der Schnittfläche in eine Komponente parallel
sowie orthogonal zur Federachse zerlegt, s. Abbildung 9.10.
Auf der Schnittfläche beschreiben die Komponenten des Kraftvektors die axial und
quer zur Federachse wirksame Querkraft FQ,ax und FQ,quer. Die Komponente normal
zur Schnittfläche wird durch FN beschrieben. Die Komponente MT entspricht dem
senkrecht zur Schnittfläche wirksamen Torsionsmoment. Die innerhalb der Schnittflä-
che liegenden Komponenten MB,ax und MB,quer beschreiben die Biegung des Drahtes
axial und quer zur Federachse.
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a) b)
Abbildung 9.10: a) Komponenten der Schnittkraft, b) Komponenten des Schnittmo-
mentes
Zur Charakterisierung der Endwindungsbeanspruchung zwischen angschliffener und
federnder Windung eignet sich das Torsionsmoment MT und das Biegemoment quer
zur Federachse MB,quer. Das Torsionsmoment MT ruft an der Kontaktstelle eine
Schubbeanspruchung und das Biegemoment MB,quer ruft Normalspannungen längs
zur Drahtachse hervor. Die neutrale Faser der KomponenteMB,ax fällt mit der Kontakt-
stelle zusammen und hat somit keine Relevanz für den Kontaktbereich. Auf eine
Auswertung der Kraftkomponenten wird verzichtet, da die Komponenten vornehm-
lich aus der Kontaktbeanspruchung resultieren und die Kontaktspannung separat in
Kapitel 9.4 ausgewertet wird.
Abbildung 9.11 zeigt den Torsionsmomentenverlauf der abgeglichenen Varianten FV1
bis FV4 am Federanfang (FA) und Federende (FE) für die Federkräfte 200 N bis
1000 N. Deutlich zu erkennen ist, dass die Unterschiede zwischen den Varianten mit
zunehmender Federkraft zunehmen. Die Torsionsverläufe der beiden Auswerteorte
von Variante FV1 und der Verlauf der Variante FV2 am Federende weisen erhöhte
Werte auf. Die Variante FV1 weist im Gegensatz zur Variante FV4 höhere Schnittmo-
mente auf. Bei 1000 N liegt das Torsionsmoment am Federanfang der Kontaktstelle
(φFA = 360
◦) von Variante FV1 um 38% über dem von Variante FV4. Federn beider
Varianten können konstanten Prüfbedingungen zugeordnet werden, im Versuch sind
bei der Variante mit erhöhtem Torsionsmoment (FV1) Endwindungsbrüche und bei
der Variante mit der reduzierten Torisonsbeanspruchung (FV4) keine Endwindungs-
brüche festgestellt worden. Ein Zusammenhang zwischen der Höhe des Torsionsmo-
mentes und der Endwindungsbruchanfälligkeit ist aufzeigbar.
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Abbildung 9.11: Torsionsmomentenverlauf der Varianten FV1 bis FV4
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Abbildung 9.12: Biegemomentenverlauf der Varianten FV1 bis FV4
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In Abbildung 9.12 ist der Biegemomentenverlauf MB,quer von Variante FV1 bis FV4
am Federanfang und Federende für die fünf Federkräfte aufgetragen. Entsprechend der
Definition in Abbildung 9.10 führt ein positives Biegemoment am Federanfang sowie
ein negatives Biegemoment am Federende zu Drucknormalspannungen im Kontakt-
bereich der federnden Windung. Die Varianten FV1 bis FV3 zeigen einen ähnlichen
Verlauf, bei allen Varianten stellt sich zwischen 240◦ und 300◦ ein betragsmäßig hohes
Biegemoment MB,quer ein. Bei einem Winkel von φ = 360◦ stellt sich ein betragsmä-
ßiges Minimum ein und zwischen 420◦ und 480◦ stellt sich ein betragsmäßiges Maxi-
mum ein. Variante FV4 zeigt betragsmäßig ein Maximum zwischen 300◦ und 360◦. Bei
allen Varianten führen die auftretenden Biegemomente zu Drucknormalspannungen
an der Kontaktstelle. Zusätzlich sind bei Variante FV4 die Drucknormalspannungen
zwischen 360◦ und 420◦ stärker ausgeprägt.
9.4 Kontaktdruckverteilung
Die Auswertung des Kontaktdrucks p erfolgt ähnlich wie die Bestimmung des Win-
dungsabstandes aw in Kapitel 9.2. Zunächst wird die Kontaktoberfläche in Winkelin-
kremente der Größe ∆ = 0,4◦ unterteilt, danach wird für jedes Oberflächeninkrement
die Kontaktdruckverteilung bestimmt. Anstelle des minimalen Windungsabstandes
wird nun der maximale Kontaktdruck für jedes Inkrement ermittelt und in das Dia-
gramm eingetragen, s. Abbildung 9.13. Abbildung 9.14 zeigt den Kontaktdruckverlauf
der Variante FV1 und Variante FV2.
Abbildung 9.13: Extraktion des Kontaktdruckverlaufs
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Abbildung 9.14: Kontaktdruckverlauf der Variante FV1 und Variante FV2
Bis auf den Federanfang der Variante FV2 weisen alle übrigen Auswerteorte eine
Kontaktstelle auf, wobei mit zunehmender Federkraft der Kontaktdruck ansteigt und
der Druckberg zu größeren Winkeln wandert. Bei der Variante FV2 kommt es am
Federanfang bei einer Last von 1000 N zur Ausbildung einer zweiten Kontaktstelle.
Der Kontaktdruckverlauf der Variante FV3 ist in Abbildung 9.15 dargestellt. Geringe
Abweichungen liegen zwischen den Federseiten der Variante FV3 vor, lediglich der
maximale Kontaktdruck ist am Federanfang erhöht.
Im Vergleich zu den übrigen Varianten weist der Kontaktdruckverlauf von Variante
FV4, s. Abbildung 9.16, ein deutlich stärkeres Abwälzverhalten und geringere Kon-
taktdrücke auf. Wie in Kapitel 8.5 erläutert kann eine über die Prüfdauer annähernd
konstante Endwindungsbeanspruchung lediglich bei den Federn der Variante FV1
und FV4 des ersten Stockes aufgrund konstanter Schmierbedingungen vorausgesetzt
werden. Federn, die einer Mangelschmierung unterliegen, erfahren durch den abra-
siven Verschleiß eine Abnahme des Drahtdurchmessers und eine Vergrößerung der
Kontaktfläche.
9 Numerische Beanspruchungsanalyse der Federvarianten 119
Abbildung 9.15: Kontaktdruckverlauf der Variante FV3
Abbildung 9.16: Kontaktdruckverlauf der Variante FV4
Bei gleichbleibendem Abwälzverhalten führt eine Vergrößerung der Kontaktfläche zu
einer zeitlichen Reduktion der Kontaktspannung. Im Versuch sind bei der Variante
FV4 keine und bei der Variante FV1 viele Endwindungsbrüche aufgetreten. Die Va-
riante FV1 weist im Gegensatz zur Variante FV4 höhere Kontaktdrücke und somit
eine höhere Kontaktbeanspruchung auf. Dies korreliert mit den Erkenntnissen aus
der Schnittgrößenauswertung und der Schwingprüfung.
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9.5 Umrechung der Schwingversuche in örtliche Be-
anspruchbarkeiten
Für die Umrechnung der Schwingfestigkeitsergebnisse in örtliche Beanspruchbarkeiten
werden die Federversuche nachgerechnet und über einen geeigneten Schadensparame-
ter ein schädigungsrelevanter Wert am Versagensort ermittelt. Da sowohl Federan-
fang als auch Federende einen potenziellen Versagensort darstellen, werden beide Sei-
ten getrennt voneinander bewertet. Im Endwindungsbereich bewirkt die nichtlineare
Kontaktbeanspruchung in Verbindung mit der überlagerten Torsionssbeanspruchung
im Allgemeinen einen mehrachsigen nichtproportionalen örtlichen Beanspruchungszu-
stand, was eine Schädigungsbeurteilung zu jedem Lastzeitpunkt erforderlich macht.
Nachfolgend werden gängige Schadensparameter zur Kontaktermüdungsbewertung
als auch allgemeine Kriterien zur Bewertung eines mehrachsigen nichtproportionalen
Beanspruchungszustandes vorgestellt und die Anwendung auf den Endwindungsbruch
diskutiert.
Nichtproportionale mehrachsige örtliche Beanspruchungszustände finden sich z.B.
auch in den Laufbahnen von Wälzlagern und auf Zahnflanken von Zahnrädern. Für
Wälzlager beruhen Zuverlässigkeitsbewertungen auf den Untersuchungen von Lund-
berg und Palmgren [94, 95], bei der die maximale Orthogonalschubspannung unter-
halb der Oberfläche als schädigungsrelevante Spannungskenngröße verwendet wird.
Für die Beanspruchungsermittlung der punktförmigen Kontaktdruckverteilung wird
die Theorie von Hertz [64] zugrunde gelegt. Standardisierte Vorgehensweisen zur Zu-
verlässigkeitsbewertung von Wälzlagern können DIN ISO 281 [36], DIN ISO 281 Bei-
blatt 1 [37], DIN ISO 281 Beiblatt 2 [38], DIN ISO 281 Beiblatt 3 [39] und
ISO/TS 16281 [70] entnommen werden.
Die Bewertung der Grübchentragfähigkeit von Zahnrädern ist in DIN 3990 Teil 1 [24]
und DIN 3990 Teil 2 [25] geregelt. Als schädigungsrelevante Kenngröße wird die
Flankenpressung verwendet, welche auf Basis der Hertz’schen Gleichungen ermittelt
wird. Die anzusetzende Beanspruchbarkeit wird vorzugsweise anhand von Wöhlerver-
suchen mit Standard-Referenz-Prüfrädern abgeleitet und über relative Einflussfak-
toren wie z.B. Schmierbedingung, Umfangsgeschwindigkeit, Flankenrauheit, Gegen-
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werkstoff oder auch Baugröße angepasst. Die Restriktionen des Standard-Referenz-
Prüfrades mit den dazugehörigen Standard-Betriebsbedingungen sind in DIN 3990
Teil 5 [26] festgehalten.
Neben den standardisierten Vorgehensweisen zur Bewertung von Wälzlagern und
Zahnrädern existieren in der Literatur zahlreiche Vorschläge zur Bewertung eines
nichtproportionalen mehrachsigen Beanspruchungszustandes. Die spannungsbasier-
ten Kriterien eignen sich besonders für die Dauer- und Langzeitschwingfestigkeit [125].
Von Simbürger [139] ist die Hypothese der effektiven Schubspannungen entwickelt
worden, welche von Zenner [163, 164] bzw. später von Liu und Zenner [92] weiterentwi-
ckelt und als Schubspannungsintensitätshypothese bezeichnet wird. Hierbei wird die
Vergleichspannung aus dem quadratischen Mittelwert der effektiven Schnittebenen
bestimmt. Bei den Konzepten der kritischen Schnittebene wird zunächst die kritische
Schnittebene ermittelt und dann anhand der vorliegenden Spannungskomponeneten
ein schädigungsrelevanter Kennwert abgeleitet. Kritische Schnittebenenkonzepte sind
unter anderem von McDiarmid [102], Nøkleby 81 [111] sowie Papadopoulus [117] ent-
wickelt worden. Von Dang Van [18, 19] ist ein Schädigungsgesetz auf Grundlage eines
makro- und mikroskopischen Bewertungsansatzes entwickelt worden.
Eine ausführliche Übersicht über weitere Schädigungsparameter können den Veröf-
fentlichungen von Vormwald [151], Vormwald und Radaj [125], Liu [91], Papado-
poulus [118] oder Reich [126, 127] entnommen werden. Aufgrund der Vielzahl zur
Verfügung stehender Schadensparameter wird im Rahmen dieser Arbeit eine Aus-
wahl getroffen und nachfolgend näher erläutert.
Nach DIN 3390 Teil 1 [24] stellt die Hertz’sche Pressung ebenso wenig wie die unter
der Oberfläche auftrenden Schubspannung die alleinige Ursache für die Grübchenbil-
dung dar, trotzdem hat sich die Hertz’sche Pressung als brauchbares Kriterium zur
Bewertung von Stirnrädern etabliert. Vor diesem Hintergrund und der Tatsache, dass
für die Bewertung der Kontaktbeanspruchung lediglich konvergente Spannungen an
der Kontaktoberfläche vorliegen müssen, wird die Rückrechnung der lokalen Bean-
spruchbarkeiten zunächst anhand des Kontaktdruckes durchgeführt. Hierzu wird für
jeden Oberflächenknoten der Kontaktdruckverlauf während eines Belastungszyklus
ermittelt. Anschließend wird über eine Extremwertbestimmung die lokale Kontakt-
druckschwingweite ∆p abgeleitet. Die über alle Knoten ermittelte höchste Kontakt-
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druckschwingweite ergibt den schadensrelevanten Wert der betrachteten Federseite.
Da es sich beim Kontaktdruck schon um eine skalare Größe handelt, die als FE-
Ausgabegröße vorliegt, entfällt eine ressourcenintensive Extraktion des Schadenspa-
rameters aus dem Spannungstensor.
Zusätzlich zu der einfachen Oberflächenbewertung über die Kontaktdruckschwing-
weite wird eine weitere Beurteilung anhand des Schadensparameters nach Dang Van
durchgeführt, da diese Vorgehensweise vielfach bei Kontaktproblemen, wie z.B. Ku-
gellagern, Zahnrädern oder Rad-Schiene-Kontakte eingesetzt wird ([6, 9, 18, 20, 21,
89, 141]). Mit dem Ansatz nach Dang Van ist es möglich, Versagen unterhalb der
Drahtoberfläche zu bewerten und somit die Schädigung des experimentell beobachte-
ten Bruchausgangsort zutreffender zu beschreiben. Die schädigende Wirkung zykli-
scher Schubbeanspruchung fließt über die maximale Schubspannung (Tresca-Kriterium
[148]) ein. Die schädigungsfördernde bzw. schädigungsmindernde Wirkung einer posi-
tiven bzw. negativen Normalspannung wird durch Einbeziehung des hydrostatischen
Spannungsanteils berücksichtigt. Die hydrostatische Spannung kann als gemittelte
Normalspannung interpretiert werden und lässt sich einfach berechnen, da es sich um
eine Invariante des Spannungstensors handelt [19].
Die Grundlage für die Schädigungsbewertung nach Dang Van [18, 19] bildet die Dif-
ferenzierung zwischen einer mikroskopischen und einer makroskopischen Skalenebe-
ne. Die makroskopische Skalenebene befindet sich in der Größenordnung von finiten
Elementen, d.h. Spannungs- und Verzerrungstensor sind über ein makroskopisches
Volumenelement konstant. Innerhalb dieses repräsentativen Volumenelementes, im
Bereich der Korngröße, befindet sich die mikroskopische Skalenebene. Die Schädi-
gungsbewertung nach Dang Van ist für eine einstufige Belastung im Bereich der
Langzeit- bzw. Dauerfestigkeit abgeleitet worden, was die Annahme eines makrosko-
pischen elastischen Spannungszustandes rechtfertigt [9]. Die Schädigungsbewertung
erfolgt nicht wie sonst üblich auf Basis eines makroskopischen Spannungszustandes,
sondern anhand einer mikroskopischen Bewertung, welcher unter Zugrundelegung ei-
nes zyklisch stabilisierten elastischen Beanspruchungszustandes (elastic shakedown)
ermittelt wird. Der einzelnen Berechnungsschritte sind in [19] aufgeführt und in kom-
merzielle Bewertungsprogramme, z.B. [61], implementiert. Als Versagenskriterium
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wird von Dang Van der Zusammenhang
τDV (t) + aDV ph(t)− bDV = 0 (9.3)
postuliert. Die mikroskopische Schubspannung τDV wird anhand des Tresca-Kriteriums





berechnet. Bei aDV und bDV handelt es sich um Konstanten, die im Allgemeinen aus
Wöhlerversuchen ermittelt werden. Versagen tritt ein, wenn der zyklisch wiederkeh-
rende Belastungspfad die Grenzlinie berührt oder überschreitet, s. Abbildung 9.17.
Die Konstante bDV entspricht der Torsionswechselfestigkeit τW und über eine zu-
Abbildung 9.17: Schematische Darstellung des Schädigungskonzeptes nach Dang Van










bestimmt werden [21]. Da die Ableitung einer Bemessungskennlinie anhand der Fe-
derschwingprüfung erfolgt, wird für die Umrechnung der Schwingfestigkeitsergebnisse
in lokale Beanspruchbarkeiten lediglich die Konstante aDV benötigt. Die Konstante
aDV wird über das Verhältnis zwischen Schub- und Zugdruckwechselfestigkeit be-
rechnet, welches nach der Gestaltänderungsenergiehypothese 1/
√
3 beträgt [45]. Um
den Wert der maximalen Schädigung eines Knotens zu erhalten, werden zunächst
die Punkte des Lastpfades über die Steigung aDV auf die Ordinatenachse transfor-
miert und daraus dann der Höchstwert τDV,0 ermittelt, s. Abbildung 9.17. Der Knoten
maximaler Schädigung beschreibt die Beanspruchbarkeit des Versagensortes und die
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Knotenkoordinaten geben Aufschluss über den prognostizierten Bruchausgangsort.
Die Umsetzung erfolgt mit dem Berechnungstool nCode Design Life 12.
Die Verschleißanalyse der Federn in Kapitel 8.4 hat gezeigt, dass sich aufgrund der
Maschinenkonstruktion nicht nur eine stockwerkabhängige, sondern auch eine stell-
platzabhängige Schmierung einstellt, was zu unterschiedlichen Verschleißausbildun-
gen an den Endwindungen führt. Abrasiver Verschleiß führt im Endwindungsbereich
zu einer Vergrößerung der Kontaktfläche quer zur Drahtachse und kann eine Ände-
rung des Anlageverhaltens längs der Drahtachse bewirken. Die durch den abrasiven
Verschleiß bedingte schwingspielzahlabhängige Änderung des Kontaktverhaltens ruft
in der Regel eine zyklisch veränderliche örtliche Beanspruchung hervor. Bei zyklisch
gleichbleibender Federkraft und unverändertem Abwälzverhalten hat eine Vergröße-
rung der Kontaktfläche eine Reduzierung der örtlichen Kontaktbeanspruchung zur
Folge. Untersuchungen zur Kontaktermüdungsbewertung von Maschinenbauteilen wie
z.B. Zahnrädern oder Wälzlagern haben gezeigt, dass es im kontrolliert geschmier-
ten Zustand möglich ist, zufriedenstellende Ergebnisse durch eine örtliche Bewertung
ohne Berücksichtigung des abrasiven Verschleißes zu erzielen, s. z.B. [88]. Da bei
der FE-Modellbildung, aufgrund der in Kapitel 9.1 diskutierten Gründe, auf eine
Berücksichtigung des abrasiven Verschleißes verzichtet worden ist und teilweise bei
Federn ein ausgeprägter abrasiver Verschleiß mit merklicher Reduzierung des Draht-
querschnittes festgestellt worden ist, werden die umgerechneten Beanspruchbarkeiten
nicht uneingeschränkt auf die Ableitung einer Bemessungskennlinie übertragen.
Federpopulationen mit einheitlichem Verschleißbild stellen die Federn der Variante
FV1 des ersten Stockes und die Federn der Variante FV4 desselben Stockes dar,
s. Abbildung 8.14. Die Federstellplätze von Variante FV1 befinden sich an der Au-
ßenseite der ersten Prüfmaschine und die Federstellplätze von Variante FV4 an der
Außenseite der zweiten Prüfmaschine s. Abbildung A.12 und Abbildung A.13. Da
innerhalb der beiden Populationen ein einheitliches Verschleißbild vorliegt, sie auf
den gleichen Federstellplätzen an zwei baugleichen Prüfmaschinen und zeitgleich ge-
prüft worden sind, erscheint die Unterstellung konstanter und gleicher Prüfbedin-
gungen zulässig und somit für eine gemeinsame statistische Bewertung geeignet. Die
statistische Auswertung dieser Stichprobendefinition ist für den Schadensparameter
nach Dang Van in Abbildung 9.18 dargestellt. Die Auswertung erfolgt nach dem
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Maxmimum-Likelihood-Verfahren. Unter Annahme einer logarithmischen Normalver-
teilung und unter Verwendung der Basquin-Gleichung [5] werden die Mittellage und
Standardabweichung in Lebensdauerrichtung sowie die Neigung der Wöhlerlinie be-
stimmt, s. Kapitel 8.5. Die Streuspanne in Spannungsrichtung beträgt 1/TS = 2, 46
Abbildung 9.18: Örtliche Schädigungsbewertung unter Berücksichtigung konstanter
Prüfbedingungen und unter Verwendung des Schadensparameters nach Dang Van
und auch die Neigung mit k = 2, 84 liegt außerhalb der für ermüdungsbeanspruchte
Bauteile gängigen Werte. Als Erfahrungswerte zur Bewertung der Streuung werden
von Haibach in [58] Streuspannen zwischen 1/TS = 1, 1 und 1/TS = 1, 45 und ei-
ne Wöhlerlinienneigung zwischen k = 3 und k = 6 angegeben. Die im Vergleich
zur Bruchanzahl hohe Anzahl an zensierten Informationen hat zur Folge, dass die
50%-Linie außerhalb der Prüfergebnisse liegt. Die Extrapolation der 50%-Linie und
die für Schwingfestigkeitsversuche unüblich hohe Streuspanne weisen darauf hin, dass
die statistische Modellbildung mit einer hohen Unsicherheit behaftet ist.
Eine zweite mögliche Abgrenzung stellt die Beschränkung der statistischen Auswer-
tung auf Federn mit dem Ereignismerkmal Endwindungsbruch dar. Die Auswertung
ist in Abbildung 9.19 dargestellt. Diese Vorgehensweise wird z.B. beim Perlenschnur-
verfahren [100] angewendet. Die Abschätzung der Grundgesamtheit erfolgt über die
Maxmimum-Likelihood-Verfahren, einer logarithmierten Normalverteilung und über
die Basquin Gleichung. Endwindungsbrüche im VHCF-Bereich ereignen sich in bei-
den Stockwerken von Variante FV1 und im ersten Stock der Variante FV2. Bei al-
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len VHCF-Endwindungsbrüchen hat sich eine geringe Scheuerspur eingestellt, was
die Annahme einer konstanten Beanspruchung begründet. Die Streuspanne in Span-
nungsrichtung beträgt 1/TS = 1, 98 und die Neigung k = 2, 23. Auch hier liegen die
statistischen Kennwerte außerhalb der üblichen Werte und erscheinen nicht belastbar.
Abbildung 9.19: Örtliche Schädigungsbewertung nur Endwindungsbrüche unter Ver-
wendung des Schadensparamaters nach Dang Van
Die Auswertung unter Berücksichtigung der Endwindungsbrüche ergibt eine niedri-
gere Mittellage, eine kleinere Streuspanne und einen höheren Schwingfestigkeitsabfall
als die statistische Auswertung unter Berücksichtigung konstanter Prüfbedingungen.
Beide Stichprobenumfänge ergeben unterschiedliche Ergebnisse, so unterscheiden sich
die 50%-Linien in Spannungsrichtung um den Faktor zwei voneinander. Zusätzlich
weichen die statistischen Kennwerte deutlich von den Erfahrungswerten für schwing-
beanspruchte Bauteile ab, s. [2, 58]. Mit einem höherwertigen Verteilungsgesetz, z.B.
Weibullverteilung, welches mehr Freiparameter besitzt, kann nicht nur die Mittella-
ge, Streuung sondern auch die Schiefe der Verteilung beeinflusst werden, allerdings
führt dieser zusätzliche Parameter bei geringem Stichprobenumfang zu erhöhten Un-
sicherheiten [58]. Aufgrund der Anzahl und Lage der Versuchsergebnisse wird auf eine
Variation des Verteilungsgesetzes verzichtet.
In Abbildung A.27 und Abbildung A.28 ist die statistische Bewertung anhand der
Kontaktdruckschwingweite aufgetragen, die statistischen Kennwerte ergeben ähnlich
9 Numerische Beanspruchungsanalyse der Federvarianten 127
unübliche Werte wie bei der Schädigungsbewertung nach Dang Van. Aufgrund der
vorhandenen Versuchsergebnisse und den getroffenen Annahmen stellt sich kein re-
präsentatives Bild der Grundgesamtheit ein. Da die statistischen Auswertungen mit
den vorhandenen Daten nicht belastbar sind, sich beim hohen Lastniveau aufgrund
der konkurrierenden Versagensorte lediglich zensierte Informationen beim Ereignis-
merkmal Endwindungsbruch ergeben haben und praktische Umstände eine weiterfüh-
rende Prüfung im VHCF-Bereich erschweren, erfolgt die Ableitung von Grenzwerten
anhand von Trendgebieten. Die Grenzkurve ab der Endwindungsbrüche auftreten
wird über die lokalen Beanspruchbarkeiten der Endwindungsbrüche abgeleitet und
die Grenzkurve bis zu der keine Endwindungsbrüche auftreten wird über die endwin-
dungsbruchfreien Federn bestimmt, welche geschmierten Prüfbedingungen unterlie-
gen. Das Trendgebiet ab dem mit Endwindungsbrüchen zu rechnen ist, wird über die
minimalen lokalen Beanspruchbarkeiten der Endwindungsbrüche nach unten abge-
grenzt. Die Grenze bis zu der keine Endwindungsbrüche zu erwarten sind, wird über
die maximale Beanspruchbarkeit der Federn von Variante FV4 abgeleitet, die über
den Schwingspielzahlbereich von 0 bis 300 · 106 Zyklen keinen Endwindungsbruch
aufweisen.
Abbildung 9.20: Örtliche Schädigungsbewertung anhand des Schadensparamaters
nach Dang Van mit Trendgebieten
Abbildung 9.20 zeigt die Trendgebiete anhand des Schadensparameters nach Dang
Van und Abbildung 9.21 die Auswertung anhand der lokalen Kontaktdruckschwing-
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weite. Da sich die Endwindungsbrüche in Lebensdauerrichtung aufgrund der Streuung
nicht sonderlich separieren, kann die Differenz der lokalen Beanspruchbarkeiten (FV1
und FV2) zur Bewertung des Schadensparameters herangezogen werden. Bezieht man
die Differenz der lokalen Beanspruchbarkeiten von den Endwindungsbrüchen auf die
untere Grenze für Endwindungsbrüche, dann stellt sich bei der Kontaktdruckschwing-
Abbildung 9.21: Örtliche Schädigungsbewertung anhand der Kontaktdruckschwing-
weite mit Trendgebieten
weite eine Differenz von 47% ein und beim Schadensparameter nach Dang Van stellt
sich ein Unterschied von 23% ein. Die Auswertung mit dem Schadensparameter nach
Dang ergibt eine geringere Abweichung, was auf eine bessere Aussagegüte schließen
lässt.
Abbildung 9.22 zeigt die Spannungsverteilung τDV,0 quer zum Federdraht der ersten
federnden Windung am Federende von Variante FV1. Der Ort maximaler Schädigung
und somit der prognostizierte Bruchausgang liegt bei den nachgerechneten Endwin-
dungsbrüchen zwischen 60 µm und 70 µm unterhalb der Kontaktoberfläche, somit
leicht oberhalb des tatsächlichen Bruchausgangsortes, welcher bei der Schadensana-
lyse zwischen 90 µm und 210 µm detektiert worden ist, s. Kapitel 8.3.
In Anbetracht der vorgenommenen Modellvereinfachungen, wie z.B. die Annahme
eines linear elastischen Materialverhaltens oder durch die Betrachtung ideal glatter
Oberflächen, wird eine hinreichende Übereinstimmung zwischen prognostiziertem und
tatsächlichem Bruchausgangsort erzielt.
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Abbildung 9.22: Spannungsverteilung τDV,0 in der Schnittfläche quer zum Federdraht
der ersten federnden Windung von Variante FV1 am Federende
9.6 Zusammenfassung numerische Beanspruchungs-
analyse
Der Modellabgleich zeigt, dass eine iterative Anpassung der Federspurhöhe im allge-
meinen erforderlich ist. Des Weiteren werden die wesentlichen Beanspruchungskom-
ponenten in Form des Kontaktdruck-, des Torsions- und des Biegemomentverlaufes
entlang der Drahtachse als auch die Auswirkungen bei unterschiedlichen Federkräften
für die Federvarianten aufgezeigt und diskutiert. Die Umrechnung der Schwingver-
suche in örtliche Beanspruchbarkeiten verdeutlicht, dass sowohl die Bemessung auf
Grundlage der Kontaktdruckschwingweite als auch die Auswertung mit dem Scha-
densparameters nach Dang Van zur Bewertung von Endwindungsbrüchen durch Kon-
taktermüdung im VHCF-Bereich eignen. Der Vergleich der Schadensparameter zeigt,
dass mit dem Ansatz von Dang Van der Bruchausgangsort zutreffender prognostiziert
wird und die geringere Spannungsdifferenz bei den umgerechneten Endwindungsbrü-
chen auf eine höhere Aussagegüte schließen lässt. Der Vorteil der Bewertung anhand




Wie im vorherigen Kapitel aufgezeigt, muss für einen erfolgreichen Abgleich des An-
lageverhaltens der Höhenverlauf von der Federspur iterativ angepasst werden, da mit
den vorhandenen Messmethoden die Endwindungsgeometrie, insbesondere die Feder-
höhe, nicht mit der erforderlichen Genauigkeit erfasst werden kann. Der Fokus dieses
Kapitels besteht darin, weitere geometrische Einflüsse auf die Endwindungsbeanspru-
chung zu untersuchen und hinsichtlich ihrer Sensitivität zu beurteilen.
Für die Parametervariation wird als Referenz die Variante FV4 gewählt und die Aus-
wertung erfolgt am Federanfang. Diese Variante weist große Schwankungen im Ab-
wälzverhalten auf und eignet sich somit bevorzugt für eine Sensitivitätsanalyse. Aus-
gehend von der Referenzgeometrie werden der Schleifwinkel, die Gesamtwindungsan-
zahl, der Draht- und Federdurchmessers variiert, s. Abbildung 10.1. Die Werte der
Abbildung 10.1: Paramterübersicht der Sensitivitätsanalyse
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Parameter werden so gewählt, dass es der Einfluss kleiner als auch größerer Parame-
terschwankungen aufgezeigt werden können. Des Weiteren wird darauf geachtet, dass
die Werte keine Selbstdurchdringung zwischen angeschliffener und erster federnder
Windung hervorrufen.
Änderungen im Systemverhalten der Feder machen sich zuerst im Kontaktbereich be-
merkbar, aus diesem Grund wird die Auswertung an der Kontaktstelle einer integralen
Schnittgrößenauswertung entlang der Federspur vorgezogen. Da sich die Spannungs-
Verzerrungs-Beziehung über das konstitutive Materialverhalten und der infinitesi-
male Verzerrungstensor aus partieller Differentiation der Verschiebungskomponenten
bestimmt, besitzen Kontaktspannungen eine deutlich höhere Sensitivität als der Win-
dungsabstand. Aus diesem Grund wird für die Untersuchung der maximale Kontakt-
druck entlang der Drahtachse ausgewertet. Die Vorgehensweise zur Extraktion des
Kontaktdruckverlaufs kann Kapitel 9.4 entnommen werden. Um den nichtlinearen
Zusammenhang zwischen äußerer Kraft und Abwälzverhalten abzubilden, wird der
Kontaktdruckverlauf in Schritten von 200 N zwischen 200 N und 1000 N ermittelt.
10.1 Einfluss Schleifwinkel
Der Einfluss eines variierenden Schleifwinkels auf die Kontaktdruckverteilung ist Ab-
bildung 10.2 und Abbildung A.32 zu entnehmen. Die Änderung des Anschliffwinkels
beträgt βRef±30◦. Der Referenzwinkel liegt bei βRef = 300◦, damit liegt die unter-
suchte Streuung innerhalb der nach DIN EN 15800 [33] zulässigen Toleranz. Bei einer
Last von 400 N zeigen sich Unterschiede zwischen den einzelnen Modellen.
Ein vergrößerter Anschliffwinkel bewirkt an der ersten Kontaktstelle eine verringerte
und an der zweiten Kontaktstelle eine erhöhte Kontaktdruckspitze. Mit zunehmen-
der Belastung setzt sich diese Kontaktkraftumlagerung fort, bis bei einer Last von
800 N die gesamte Kontaktkraft von der Kontaktstelle im Bereich zwischen 60◦ und
95◦ aufgenommen wird. Wiederum zwei Kontaktstellen ergeben sich bei 1000 N. Eine
Reduktion des Anschliffwinkels ruft deutlich geringere Änderungen in der Kontakt-
druckverteilung hervor. Bei einer Last von 1000 N stellt sich der höchste Unterschied
an der ersten Kontaktstelle, mit einer Differenz von ca. 500 MPa, ein.
Da Schleifwinkel und Drahtendendicke nicht unabhängig voneinander sind, führt ei-
ne Verringerung des Anschliffwinkels zu einer Zunahme der Drahtendendicke. Bezieht
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man die Drahtendendicke auf den Drahtdurchmesser, dann führt eine Verringerung
des Anschliffwinkels zu einer Vergrößerung der bezogenen Drahtendendicke von 0,27
auf 0,38. Die Vergrößerung des Anschliffwinkels bewirkt eine bezogene Drahtenden-
dicke von 0,12, was außerhalb üblicher Werte [129] liegt.
Abbildung 10.2: Einfluss unterschiedlicher Anschliffwinkel auf den Kontaktspan-
nungsverlauf bei einer Federkraft von 400 N und 800 N
10.2 Einfluss Gesamtwindungsanzahl
Die Abbildung 10.3 und die Abbildung A.31 zeigen den Einfluss der Gesamtwin-
dungsanzahl auf die Kontaktbeanspruchung. Für die FE-Modelle werden im mittleren
Bereich Windungsabschnitte mit konstantem Höhenverlauf hinzugefügt oder entspre-
chend entfernt. Bei gleicher Totwindungszahl ist die Gesamtwindungsanzahl umge-
kehrt proportional zur Federrate. Die Referenzwindungsanzahl beträgt nRef = 6, 4
Windungen. Geringfügige Änderungen in den Kontaktspannungen ergeben sich bei
einer Windungsanzahl von nRef ± 0, 1 Windungen. Größere Unterschiede stellen sich
beim Hinzufügen bzw. Entfall einer halben Windung ein. Das Modell mit einer um 0,5
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Windungen reduzierten Gesamtwindungssanzahl liefert annähernd gleiche Ergebnisse
wie das Modell mit einer um 0,5 Windungen vergrößerten Gesamtwindungsanzahl.
Das deutet daraufhin, dass die Gangstellung, die Ausrichtung der Endwindungen
zueinander, einen größeren Einfluss auf das Anlageverhalten hat als die mit der Win-
dungsänderung einhergehende Steifigkeitszunahme bzw. -abnahme.
Abbildung 10.3: Einfluss unterschiedlicher Gesamtwindungsanzahlen auf den Kon-
taktspannungsverlauf bei einer Federkraft von 200 N, 600 N und 1000 N
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10.3 Einfluss Drahtdurchmesser
Da eine Vergrößerung des Drahtdurchmessers bei gleichbleibender Federspur eine
Selbstdurchdringung der Kontaktoberflächen zur Folge hat, wird der Ausgangsdurch-
messer von dRef =3,48 mm um 0,02 mm bzw. 0,1 mm reduziert. Die Kontaktdruckver-
teilungen sind in Abbildung 10.4 und Abbildung A.29 aufgetragen. Eine Reduzierung
Abbildung 10.4: Einfluss unterschiedlicher Drahtdurchmesser auf den Kontaktspan-
nungsverlauf bei einer Federkraft von 200 N, 600 N und 1000 N
des Drahtdurchmessers hat neben einer Vergrößerung des Windungsabstandes im
unbelastetem Zustand auch eine Reduktion der Federsteifigkeit zur Folge. Entspre-
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chend Gleichung 2.2 liegt ein proportionaler Zusammenhang zwischen Federrate und
der vierten Potenz des Drahtdurchmessers (R ∼ d4) vor. Eine Änderung von 0,02 mm
liegt innerhalb der Toleranzangaben des Drahtherstellers [145] und wirkt sich gering-
fügig auf den Kontaktdruckverlauf aus. Die größte Abweichung beträgt ca. 500 MPa.
Deutlich größere Unterschiede ergeben sich bei einer Reduzierung des Drahtdurch-
messer um 0,1 mm. In diesem Fall bilden sich bei 200 N zwei Kontaktstellen und bei
erhöhten Federkräften bildet sich eine Kontaktstelle mit starkem Abwälzverhalten
aus.
10.4 Einfluss Federdurchmesser
Die Kontaktdruckverteilung bei Variation des Federdurchmessers ist in Abbildung A.30
und in Abbildung 10.5 vorzufinden. Die Änderung des Drahtdurchmesser erfolgt zwi-
schen DRef±0,5 mm in Schritten von 0,25 mm. Bei der Wahl der Federdurchmes-
Abbildung 10.5: Einfluss unterschiedlicher Federdurchmesser auf den Kontaktspan-
nungsverlauf am Federanfang der Federvariante FV4 bei einer Federkraft von 400 N
und 800 N
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ser wurde darauf geachtet, dass eine Änderung des Federdurchmessers keine Selbst-
durchdringung der Federgeometrie zur Folge hat. Der Referenzdurchmesser beträgt
DRef =15,5 mm. Mit zunehmender Einfederung bildet sich der Einfluss unterschied-
licher Federdurchmesser dahingegend aus, dass sich an der zweiten Kontaktstelle bei
größerem Durchmesser ein größerer und bei kleinerem Durchmesser ein kleinerer Kon-
taktwinkel ausbildet. An der ersten Kontaktstelle beträgt die maximale Abweichung
der Kontaktdruckspitze ca. 500 MPa. Nach Gleichung 2.2 ergibt sich der Zusammen-
hang zwischen Federrate und Federdurchmesser zu R ∼ D−3. Eine Vergrößerung
des Federdurchmessers führt zu einem nachgiebigeren Federverhalten, was sich im
Anlageverhalten durch tendenziell vergrößerte Kontaktwinkel zeigt.
10.5 Zusammenfassung Parametervariation
An einer ausgewählten Federgeometrie wird der Einfluss unterschiedlicher geometri-
scher Federkenngrößen auf die Kontaktdruckverteilung untersucht. Im Rahmen der
üblichen Fertigungstoleranzen ruft die Variation des Drahtdurchmessers, der Gesamt-
windungsanzahl, des Federdurchmessers Änderungen im Kontaktdruckverlauf von et-
wa 500 MPa hervor. Bei der Variation des Schleifwinkels werden größere Abweichun-
gen lediglich bei fertigungsunüblichen Drahtendendicken festgestellt. Die Änderungen
im Anlageverhalten fallen geringer aus als die Unterschiede welche über eine Modifi-
zierung der Federspurhöhe erreicht werden.
Kapitel 11




Bei einer von außen auf ein Bauteil wirkenden Belastung kann das Versagen durch
eine Veränderung der lokalen Beanspruchung und bzw. oder durch eine Veränderung
der lokalen Beanspruchbarkeit beeinflusst werden. Eine Steigerung der örtlichen Be-
anspruchbarkeit als auch eine Minderung der örtlichen Beanspruchung verringert die
Versagensanfälligkeit, wohingegen eine Reduzierung der Beanspruchbarkeit sowie ei-
ne Erhöhung der Beanspruchung die Versagensanfälligkeit erhöhen.
Die Beanspruchung im Endwindungsbereich von Schraubendruckfedern hängt maß-
geblich von dem zeitlich als auch örtlich nichtlinearen Verlauf der Torsions- und Kon-
taktbeanspruchung ab, welche besonders durch die Federgeometrie, die Anregungs-
frequenz und die Federkräfte beeinflusst werden. Da die Schädigung primär durch
Kontaktermüdung induziert wird, bietet sich eine gezielte Beeinflussung der Kontakt-
beanspruchung an. Zum Beispiel könnte durch einen zeitlich begrenzten Einscheuer-
vorgang die Kontaktbeanspruchung reduziert werden. Hierfür müsste ein kontrollier-
ter abrasiver Verschleiß eingestellt werden, der gezielt die Kontaktfläche vergrößert
und damit die Kontaktbeanspruchung reduziert.
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Im Endwindungsbereich einer Feder wird die Beanspruchbarkeit von dem Ausgangs-
material, der Wärmebehandlung, der Oberflächenbeschaffenheit, den Umgebungs-
bedingungen und den vorliegenden Eigenspannungen beeinflusst. Wird die Oberflä-
che im Endwindungsbereich einem Kugelstrahlvorgang unterzogen, dann werden die
Oberflächen verfestigt und es werden Druckeigenspannungen in den Werkstoff ein-
gebracht, was eine Erhöhung der örtlichen Beanspruchbarkeit zur Folge hat. Hierfür
muss ein hinreichender Spalt zwischen angeschliffener und erster federnder Windung
vorgesehen werden. Der Nachteil von abstehenden Endwindungen liegt in der Vergrö-
ßerung des Bauraumvolumens und der oftmals ungünstigen Kraftausleitung an den
Federseiten.
Fertigungstechnisch einfacher ist die gezielte Beeinflussung der Endwindungsgeo-
metrie zur Generierung einer großflächigen Anlagefläche zwischen angeschliffener und
erster federnder Windung. Eine gute ausgelegte Endwindungsgeometrie zeichnet sich
durch große Kontaktwinkel zwischen angeschliffener und erster federnder Windung
im geforderten Arbeitsbereich der Feder aus. In Abbildung 11.1 ist ein Vorschlag zur
Ableitung und Bewertung von neuen Endwindungsgeometrien aufgeführt.
Abbildung 11.1: Vorschlag zur Auslegung neuer Endwindungsgeometrien im VHCF-
Bereich
Im ersten Schritt befasst sich der Vorschlag mit der Auslegung der Endwindungs-
geometrie während des Fertigungsprozesses, danach erfolgt über eine numerische Be-
anspruchungsanalyse die örtliche Bemessung. Zur fertigungsnahen Beurteilung der
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Endwindungsgeometrie wird die Kontaktbeanspruchung in Abhängigkeit der Torsi-
onsbeanspruchung ausgewertet. Trägt man von den untersuchten Federvarianten die
Summe der Kontaktwinkel einer Federseite in Abhängigkeit der Torsionsbeanspru-
chung auf, dann lassen sich auf Grundlage der Schwingfestigkeitsergebnisse wiederum
Trendgebiete ableiten, s. Abbildung 11.2. Zur Beschreibung der Torsionsbeanspru-
Abbildung 11.2: Empirische abgeleitete Trendgebiete zur fertigungsnahen Bewertung
der Endwindungsgeometrie für das Ausgangsmaterial VD-SiCrVNi bei einer Grenz-
schwingspielazhl von NG = 300 · 106
chung bietet sich die Torsionsnennspannung an, welche lediglich von der Federkraft,
dem Draht- und Federdurchmesser abhängt. Die Ordinatenachse wird zur Charak-
terisierung der Kontaktbeanspruchung und die Abszissenachse wird zur Beschrei-
bung der Torsionsbeanspruchung herangezogen. Abbildung 11.2 zeigt die empirisch
abgeleiteten Trendgebiete für das Ausgangsmaterial VD-SiCrVNi bei einer Grenz-
schwingspielzahl von NG = 300 · 106 Zyklen. Unschärfen, die z.B. bei Vorlage meh-
rerer Kontaktstellen durch die Summenbildung der Kontaktwinkel entstehen, werden
zugunsten einer einfachen Anwendbarkeit in Kauf genommen. Diese überschlägige
Betrachtung bietet sich insbesondere für den Einstellvorgang der Windemaschine an.
Befindet sich die Summe der Kontaktwinkel der zu bewertenden Federn während des
Einfedervorganges im roten Bereich, dann handelt es sich um eine ungünstige End-
windungsgeometrie. Liegt das Anlageverhalten der neu gefertigten Feder vollständig
im blauen Bereich, so handelt es sich um eine Feder mit einer günstigen Endwindungs-
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geometrie. Im nächsten Schritt muss die Fertigungsstreuung im Endwindungsbereich
ermittelt und für zulässig befunden werden.
Um Endwindungsbrüche im VHCF-Bereich lokal quantifizieren zu können, wird eine
numerische Beanspruchungsanlayse der Federgeometrie vorgeschlagen. Die Modellbil-
dung kann Kapitel 9.1 entnommen werden. Um sicherzustellen, dass das numerische
Modell das nichtlineare Abwälzverhalten korrekt abbildet, muss ein FE-Abgleich,
entsprechend Kapitel 9.2, durchgeführt werden. Anschließend kann mit dem abge-
glichenen FE-Modell, unter Berücksichtung der zu erwartenden Federbelastung, eine
lokale Schädigungsbewertung auf Basis der Kontaktdruckschwingweite oder des Schä-
digungsparameters nach Dang Van durchgeführt werden.
Wie in Kapitel 9.5 dargelegt, weist der Schädigungsparameter nach Dang Van ei-
ne höhere Aussagegüte und die Bewertung anhand der Kontaktdruckschwingweite
einen geringeren Ressourcenaufwand auf. Für die abschließende Bewertung wird die
maximal auftretende Beanspruchung mit der ertragbaren Beanspruchbarkeit vergli-
chen. In Tabelle 11.1 sind die Grenzwerte des Ausgangsmaterials VD-SiCrVNi für
eine Schwingspielzahl von N = 300 · 106 Zyklen aufgelistet. Grenzwerte für geringere
Schwingspielzahlen können Abbildung 9.21 und Abbildung 9.20 entnommen werden.
Die Grenzwerte gelten für ein Versagen im nicht kugelgestrahlten Bereich der End-
windung.
Tabelle 11.1: Grenzwerte für ein Versagen im nicht kugelgestrahlten Bereich der End-
windung unter Verwendung des Ausgangsmaterials VD-SiCrVNi und einer Grenz-







kein Endwindungsbruch ≤2473 ≤509
Die Erkenntnisse zur Auslegung von Endwindungsgeometrien bei erhöhter Schwing-
spielzahl sind nachfolgend zusammengefasst:
• Die Grundlage zur Beurteilung der Endwindungsgeometrie stellt die im Rahmen
dieser Arbeit entwickelte Lichtspaltmethode dar.
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• Anhand Abbildung 11.2 ist es nun möglich eine makroskopische Bewertung
einzelner Federseiten durchzuführen und so eine gezielte Auslegung der End-
windungsgeomtrie zu realisieren.
• Zusätzlich zu der Grobauslegung über die Betrachtung der Kontaktwinkel in
Abhängigkeit der Torsionsbeanspruchung wird eine örtliche Methode zur Schä-
digungsbewertung auf Basis der Finiten Elemente Methode vorgeschlagen. Der
numerische Modellabgleich wird über die Lichtspaltmethode realisiert.
• Über die Nachrechung der Schwingversuche wird aufgezeigt, dass die lokale
Kontaktdruckschwingweite als auch der Schadensparameter nach Dang Van ge-
eignete Kenngrößen zur Beschreibung der VHCF-Kontaktermüdung darstellen
und mit den abgeleiteten Bemessungswerten sind Endwindungsbrüche durch
Kontaktermüdung im VHCF-Bereich nun lokal bewertbar.
• Die Umrechung der Schwingfestigkeitsergbenisse in lokale Beaspruchbarkeiten
hat gezeigt, dass die Schädigungsbewertung auf Grundlage des Schadenspara-
meters nach Dang Van dem vorliegendem nichtproportionalen mehrachsigen
Spannungszustandes und dem Bruchausgangsort unterhalb der Kontaktober-




Ziel dieser Arbeit ist es, den Schadensmechanismus „Torsionsschwingbruch
durch Kontaktermüdung“ an Schraubendruckfedern gezielt zu reproduzieren, zu un-
tersuchen und nach Möglichkeit zu quantifizieren. Zu diesem Zweck wird die Licht-
spaltmethode enwickelt. Hierdurch ist es möglich, Schraubendruckfedern mit gezielt
variierendem Anlageverhalten zu fertigen und so den Einfluss des Anlageverhaltens
auf Endwindungsbrüche experimentell zu überprüfen sowie numerisch zu analysieren.
Zur Charakterisierung des Ausgangsmaterials werden Gefüge- und Oberflächenunter-
suchungen, Zug- und Torsionsversuche, Reib- und Verschleißversuche als auch Härte-
messungen an Drahtproben durchgeführt. Umlaufbiegeversuche werden an künstlich
vorgeschädigten und nicht künstlich vorgeschädigten Drahtproben des Ausgangsma-
terials VD-SiCrVNi und VD-SiCrV mit vorheriger Wärmebehandlung bis zu einer
Grenzschwingspielzahl von NG = 1 · 107 geprüft. Die Auftragung der Schwingfestig-
keitsergebnisse in einem Kitagawa-Diagramm verdeutlicht, dass bei den untersuchten
ölschlussvergüteten Drähten ein nahezu werkstoffunabhängiger Schwingfestigkeits-
abfall und eine hohe Rissempfindlichkeit vorliegt. Daraus lässt sich ableiten, dass
ölschlussvergütete Federn im ungestrahlten Endwindungsbereich eine hohe Defek-
tempfindlichkeit aufweisen. Anhand des Kitagawa-Diagramms ist der Einfluss von
Oberflächendefekten im nicht kugelgestrahlten Endwindungsbereich auf die Schwing-
festigkeit nun bestimmbar.
Die gängigen Verfahren zur Bewertung des Windungsabschaltens, in Form der Be-
urteilung des Federratensverlaufs oder der Kontaktdetektion über ein druckempfind-
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liches Papier, ermöglichen keine lokale und zugleich lastabhängige Bewertung des
Anlageverhaltens. Aus diesem Grund wird die Lichtspaltmethode entwickelt. Das
optische Verfahren basiert auf der Beurteilung des Lichtspaltes zwischen angeschlif-
fener und erster federnder Windung. Hierdurch ist es im möglich, den Kontaktwinkel
zwischen den beiden Windungen in Abhängigkeit der aktuellen Federbelastung zu be-
stimmen. Die Ermittlung der optischen Güte des Messaufbaus erfolgt über ein Test-
bild und für die Beurteilung der geometrischen Güte wird eine Referenzgeometrie ent-
wickelt. Im Rahmen der Messreproduzierbarkeitsuntersuchung wird eine hinreichen-
de Reproduzierbarkeit aufgezeigt. Die Lichtspaltmethode eignet sich im Gegensatz
zu numerischen Verfahren auch zur fertigungsnahen Beurteilung des Anlageverhal-
tens, insbesondere zur Beurteilung der Fertigungsstreuung. Zusätzlich ermöglicht die
Lichtspaltmethode einen höherwertigen FE-Abgleich im Endwindungsbereich, als die
bisher gängigen Verfahren.
Mittels der Lichtspaltmethode werden gezielt Federvarianten mit unterschiedlichem
Anlageverhalten gefertigt, s. Kapitel 7. Als Ausgangsmaterial wird ein ölschlussvergü-
teter VD-SiCrVNi-Draht verwendet. Nach der Fertigung werden die Federvarianten
hinsichtlich der Federgeometrie, des Anlageverhaltens, der Oberflächenbeschaffenheit,
des Gefüges und des Härteverlaufs charakterisiert. Die klassischen Kenngrößen der
Federvarianten lassen sich über einheitliche Streubänder abbilden und weisen eine ty-
pische Streuung auf. Bei allen Varianten wird im Endwindungsbereich ein homogenes,
martensitisches Gefüge festgestellt und die Härteverläufe weisen keine signifikanten
Unterschiede auf. Der Härteverlauf des Ausgangsmaterials korreliert mit den Här-
teverläufen der Federvarianten. Die Untersuchungen zur Eigenspannungsbestimmung
im Endwindungsbereich haben gezeigt, dass der Eigenspannungsverlauf hauptsächlich
vom Messort und weniger von den Federvarianten, der Federseite bzw. der Messrich-
tung abhängt. Bei allen gemessenen Federvarianten stellen sich im Bereich der End-
windungskerbe an der Oberfläche Zugeigenspannungen und unterhalb der Oberfläche
Druckeigenspannungen ein. Im nicht kugelgestrahlten Bereich kommt es zur Ausbil-
dung von annähernd homogenen Druckeigenspannungsverläufen. Untersuchungen zur
Eigenspannungsorientierung lassen auf eine ungerichtete Eigenspannungsausbildung
schließen, was typisch für kontaktindzierte Eigenspannung ist. Die Bewertung des An-
lageverhaltens hat ergeben, dass es bei ungünstiger Wahl der Endwindungsgeometrie
innerhalb einer Variante möglich ist, Federn mit stark variierendem Anlageverhalten
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zu fertigen. Neben großen Änderungen im Kontaktwinkel können auch Unterschiede
in der Anzahl der Kontaktstellen festgestellt werden. Um die Endwindungsgeometrie
zukünftiger Federvarianten zutreffend beurteilen zu können, muss das im allgemeinen
nichtlineare Abwälzverhalten von einer signifikanten Federanzahl bei unterschiedli-
chen Federkräften erfasst werden.
Die Federn werden auf einer Reicherter Prüfmaschine bis zu einer Grenzschwing-
spielzahl von NG = 300 · 106 geprüft, s. Kapitel 8. Die nachträgliche Analyse der
Verschleißoberflächen hat gezeigt, dass Federn mit Stellplätzen an der Maschineneau-
ßenseite im unteren Teil der Maschine konstanten Schmierbedingungen unterliegen.
Bei den anderen Federstellplätzen werden teilweise ein großer abrasiver Verschleiß und
große Unterschiede im Verschleiß festgestellt. An Federpopulationen die über die Ver-
suchsdauer konstanten Schmierbedingungen unterliegen, konnte ein Zusammenhang
zwischen großem Kontaktwinkel und keine Endwindungsbrüche (Federn der Variante
FV4 des 1. Stockes) sowie zwischen kleinem Kontaktwinkel und Endwindungsbrüchen
(Federn der Variante FV1 des 1. Stockes) experimentell aufgezeigt werden. Die in Ka-
pitel 3 getroffene Annahme, dass die Endwindungsbruchanfälligkeit maßgeblich von
der Kontaktbeanspruchung und somit vom Anlageverhalten, d.h. vom Höhenverlauf
der Feder in der aktuellen Momentankonfiguration, abhängt, hat sich bestätigt.
Die Bruchanalyse weist im Endwindungsbereich Versagen an unterschiedlichen Bruch-
orten mit differenzierten Versagensursachen auf. Endwindungsbrüche, d.h. Brüche
der ersten angeschliffenen Windung an der Kontaktstelle durch Kontaktermüdung,
werden bei drei von fünf Varianten festgestellt. Die Schadensanalyse zeigt, dass End-
windungsbrüche mit oberflächennahem Bruchausgang im HCF-Bereich und Endwin-
dungsbrüche mit einem Bruchausgang unterhalb der Oberfläche im VHCF-Bereich
vorzufinden sind. Vor dem Hintergrund dieser Erkenntnis wird eine differenzierte Be-
trachtung des Schadensmechanismus vorgenommen. Die Endwindungsbrüche im Be-
reich geringer Schwingspielzahlen lassen auf eine fertigungs- bzw. verschleißbedingte
Primärschädigung schließen. Diese Brüche ereignen sich bei der Federvariante, die ein
stark variierendes Anlageverhalten aufweist. Endwindungsbrüche im Bereich erhöh-
ter Schwingspielzahlen mit einem Bruchausgang unterhalb der Oberfläche wird auf
eine Primärschädigung durch Kontaktermüdungsrissbildung zurückgeführt.
Entsprechend den Spezifikation des Drahtherstellers können über die zerstörungsfreie
Wirbelstromprüfung (100%-Prüfung) Oberflächendefekte bis zu einer Defekttiefe von
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40 µm detektiert werden. Die Ergebnisse der Umlaufbiegeversuche an künstlich vor-
geschädigten und nicht künstlich vorgeschädigten Drahtproben zeigen, dass sich bei
einer Defektiefe von 40 µm ein Schwingfestigkeitsabfall von etwa 50% einstellt. Die
grundsätzliche Auftittsmöglichkeit von größeren Oberflächendefekten und die auf-
gezeigte schwingfestigkeitsmindernde Wirkung bieten eine mögliche Erklärung für
Endwindungsbrüche im HCF-Bereich. Bei den Reib- und Verschleißversuchen wer-
den während des Einscheuervorganges der rauen Drahtoberflächen vereinzelt Materi-
alausbrüche mit einer Tiefe von 20 µm festgestellt. Diese örtlichen Materialausbrüche
führen zur einer Schädigung der Drahtoberfläche und begünstigen Endwindungsbrü-
che im HCF-Bereich. Die Eigenspannungsauswertung hat ergeben, dass sich an der
Oberfläche von ungeprüften Federn örtlich begrenzte Bereiche mit Zugeigenspannun-
gen ausbilden, welche sich mit fortschreitender Schwingspielzahl hin zu Druckeigen-
spannungen umlagern. Die zu Beginn der Prüfung vorliegenden Oberflächenbereiche
mit Zugeigenspannungen können als Stellen reduzierter Beanspruchbarkeit aufgefasst
werden, was ein HCF-Versagen fördert. Bei den VHCF-Endwindungsbrüchen wird ein
geringer abrasiver Verschleiß festgestellt.
Für die numerische Beanspruchungsanalyse in Kapitel 9 werden der Torsions- und
der Biegemomentenverlauf entlang der Federspur als auch der Kontaktdruckverlauf
ausgewertet. Der FE-Modellabgleich erfolgt durch Vergleich des numerischen Win-
dungsabstandes mit dem experimentellen Kontaktwinkel. Im Allgemeinen ist ein ite-
rative Anpassung der Federspurhöhe erforderlich. Anhand der Sensitivitätsanalyse
in Kapitel 10 wird der Einfluss geometrischer Größen auf die Kontaktdruckvertei-
lung im Endwindungsbereich untersucht. Hierzu wird eine vermessene Referenzfeder
numerisch abgebildet und das Anlageverhalten über die Lichtspaltmethode abgegli-
chen. Die Variation umfasst den Anschliffwinkel, die Gesamtwindungszahl, sowie den
Draht- und den Federdurchmesser. Im Rahmen der üblichen Fertigungstoleranzen
ruft die Variation des Drahtdurchmessers, der Gesamtwindungsanzahl, des Feder-
durchmessers Änderungen im Kontaktdruckverlauf von etwa 500 MPa hervor. Bei der
Variation des Schleifwinkels werden größere Abweichungen lediglich bei fertigungs-
unüblichen Drahtendendicken festgestellt. Die Änderungen im Anlageverhalten fallen
damit geringer aus als die Unterschiede welche über eine Modifizierung der Feder-
spurhöhe erreicht werden.
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Für Endwindungsbrüche im Bereich erhöhter Schwingspielzahlen mit nicht kugel-
gestrahlten Kontaktoberflächen erfolgt die Ableitung örtlicher Grenzwerte, s. Kapi-
tel 9.5. Hierzu werden die Schwingversuche mit der Finiten Elemente Methode nachge-
rechnet und in lokale Beanspruchbarkeiten überführt. Es hat sich gezeigt, dass sowohl
die Kontaktdruckschwingweite als auch der Schadensparameter nach Dang Van geeig-
nete Kenngrößen zur Beschreibung der VHCF-Kontaktermüdung darstellen und über
die abgeleiteten Bemessungswerte sind Endwindungsbrüche durch Kontaktermüdung
im VHCF-Bereich nun bewertbar. Die Umrechung der Schwingfestigkeitsergebnisse
in lokale Beaspruchbarkeiten hat gezeigt, dass die Schädigungsbewertung auf Grund-
lage des Schadensparameters nach Dang Van dem vorliegendem nichtproportionalen
mehrachsigen Spannungszustandes und dem Bruchausgangsort unterhalb der Kon-
taktoberfläche besser gerecht wird als die ressourcengünstigere Bewertung anhand
der Kontaktdruckschwingweite.
Zusätzlich zu lokalen Schädigungsbewertung auf Basis der Finiten Elemente Methode
wird ein Vorschlag zur Grobauslegung der Endwindungsgeometrie gegenüber VHCF-
Kontaktermüdung aufgezeigt. Zur fertigungsnahen Auslegung neuer Endwindungs-
geometrien wird eine empirische Methode vorgeschlagen, s. Kapitel 11. Hierfür wird
die Summe der Kontaktwinkel in Abhängigkeit der Torsionsnennspannung ausgewer-
tet und anhand der vorliegenden Schwingfestigkeitsversuche kann eine Grobbewer-
tung über die Güte des Anlageverhaltens getroffen werden. Weiterführende Untersu-
chungen zur Validierung und zum Ausbau der empirischen Methode erscheinen sinn-
voll und notwendig. An dieser Stelle sei darauf hingewiesen, dass die Endwindungs-
geometrie gängigerweise als Fertigungsausgleich verwendet wird um die übrigen Fe-
deranforderungen wie zulässiger Bauraum, Gewichtsanforderungen, einen definierten
Kraft-Weg-Verlauf oder Querkräfte zu befriedigen. Eine gezielte Gestaltung des An-
lageverhaltens führt somit zu einem gewissen Zusatzaufwand bzw. erfordert die Be-
reitstellung eines produktspezifischen Fertigungsausgleichs an anderer Stelle.
Eine Weiterentwicklung der Federprüftechnik hinsichtlich der gezielten Einstellung
tribologischer Prüfbedingungen sollte Bestandteil weiterführender Untersuchungen
sein. Hierbei sollte auch eine Verbesserung der bestehenden Technik zur Bruchdetekti-
on von Endwindungsbrüchen in Betracht gezogen werden. Eine gezielte Variation der
Prüfbedingungen erlaubt eine zielgerichtete Untersuchung von Endwindungsbrüchen
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im HCF-Bereich und bildet eine gute Ausgangsbasis zur Überprüfung der vorgestell-
ten Versagensursachen sowie Ableitung eines Bemessungskriteriums. Erste Hinwei-
se zur methodischen Bewertung von der Primärschädigung von HCF-Endwindungs-
brüchen können den Literaturquellen [62], [88] und [150] entnommen werden. An
dieser Stelle sei auf die Literaturauswertung von Schönnenbeck [134] zur Graufle-
ckenbildung an Zahnrädern verwiesen. Über die Häufigkeitsermittlung von Oberflä-
chendefekten am Drahtmaterial ist es möglich, Rückschlüsse auf die Auftrittswahr-
scheinlichkeit von Endwindungsbrüchen im HCF-Bereich zu treffen, die einer ferti-
gungsbedingten Primärschädigung unterliegen.
Von Interesse ist sicherlich auch die Entwicklung eines Drahtprüfstandes zur Abbild-
ung einer endwindungsnahen Beanspruchung, was die Grundlage für eine werkstoff-
basierte Zuverlässigkeitsbetrachtung bildet. Zur Verbesserung der Schwingfestigkeits-
datenbank sind ein Ausbau und die Einbeziehung zusätzlicher Werkstoffe, Schmierbe-
dingungen, Federgeometrien als auch Fertigungsparameter, wie z.B. Schleifparameter,
zu empfehlen, s. Abbildung 3.1.
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Abbildung A.13: Belegungsplan der Federn an der Prüfmaschine 2 beim niedrigen
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Abbildung A.14: Belegungsplan der Federn an der Prüfmaschine 1 für den Stichver-
such
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Abbildung A.19: FE-Abgleich des numerisch ermittelten Windungsabstandes mit dem
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Abbildung A.20: FE-Abgleich des numerisch ermittelten Windungsabstandes mit dem
experimentell ermittelten Anlageverhalten bei der Variante FV2 am Federanfang
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Abbildung A.21: FE-Abgleich des numerisch ermittelten Windungsabstandes mit dem
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Abbildung A.22: FE-Abgleich des numerisch ermittelten Windungsabstandes mit dem
experimentell ermittelten Anlageverhalten bei der Variante FV3 am Federanfang
160 A Anhang Abbildungen
Abbildung A.23: FE-Abgleich des numerisch ermittelten Windungsabstandes mit dem
experimentell ermittelten Anlageverhalten bei der Variante FV3 am Federende
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Abbildung A.24: FE-Abgleich des numerisch ermittelten Windungsabstandes mit dem
experimentell ermittelten Anlageverhalten bei der Variante FV4 am Federende
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Abbildung A.26: Windungsabstand in Abhängigkeit des Winkels für die 5 Federvari-
anten am Federende, dicke Linien kennzeichnen die 50%-Werte und die dünnen Linien
den zweiseitigen Schwellenwert von 90% bei einem Stichprobenumfang und von 50
Federn und der Annahme einer Normalverteilung
Abbildung A.27: Örtliche Schädigungsbewertung unter Berücksichtigung konstanter
Prüfbedingungen und Verwendung der Kontaktdruckschwingweite
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Abbildung A.28: Örtliche Schädigungsbewertung unter Berücksichtigung der End-
windungsbrüche und Verwendung der Kontaktdruckschwingweite
Abbildung A.29: Einfluss unterschiedlicher Drahtdurchmesser auf den Kontaktspan-
nungsverlauf am Federanfang der Federvariante FV4 bei einer Federkraft von 400 N
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Abbildung A.30: Einfluss unterschiedlicher Federdurchmesser auf den Kontaktspan-
nungsverlauf bei einer Federkraft von 200 N, 600 N und 1000 N
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Abbildung A.31: Einfluss unterschiedlicher Gesamtwindungen auf den Kontaktspan-
nungsverlauf am Federanfang der Federvariante FV4 bei einer Federkraft von 400 N
und 800 N
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Abbildung A.32: Einfluss unterschiedlicher Anschliffwinkel auf den Kontaktspan-
nungsverlauf bei einer Federkraft von 200 N, 600 N und 1000 N
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VD-SiCrV 203302 1658 1788 1925 2074 2.8 5.5
VD-SiCrV WBH 202682 1770 1829 1845 1928 2.9 5.5
VD-SiCrVNi 200209 1609 1749 1917 2136 3.7 7.0












VD-SiCrV 80836 1121 1391 1643 21.8
VD-SiCrV WBH 80776 1127 1306 1514 20.0
VD-SiCrVNi 79659 1081 1405 1747 36.7
Tabelle B.3: Gemittelte Ergebnisse der HV0,1-Härteprüfung
FV1 FV2 FV3 FV4 FV5
Federanfang 634 621 639 626 622
Federende 642 614 638 639 624
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Tabelle B.4: Schwingfestigkeitsergebnisse der Variante VD-SiCrV WBH bei einer





1/TS 1/TN k NE
OKD 717 1,23 - - -
10 624 1,1 1,5 5,1 1, 10 · 105
20 473 1,12 2,1 4,3 1, 69 · 105
60 324 1,19 1,34 3,0 2, 25 · 105
100 297 1,54 2,07 3,8 3, 85 · 105
Tabelle B.5: Schwingfestigkeitsergebnisse der Variante VD-SiCrVNi bei einer Grenz-





1/TS 1/TN k NE
OKD 819 1,21 - - -
10 693 1,16 2,62 4,0 0, 60 · 105
20 503 1,24 1,33 3,1 0, 80 · 105
100 324 1,19 1,5 3,1 1, 85 · 105
Tabelle B.6: Statistische Auswertung der Innenrandbrüche
Variante FV1 FV2 FV3 FV4 FV5
Gemeinsame
Auswertung
τkH bei N = 100 · 106 941 960 951 937 956 952
1/TN 7.51 9.55 5.58 85.22 217.89 82.67
k 55.36 53.47 61.92 49.43 37.89 47.08
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alle EWB 916 69 · 106 16,34 -
FV5 oberflächennah alle Brüche 916 3, 3 · 106 3,25 17,03
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